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Avant-propos
Les travaux de recherche pre´sente´s dans ce me´moire retracent environ
dix anne´es de ma carrie`re d’enseignant-chercheur. Elle de´bute en 1998
avec la pre´paration de ma the`se de doctorat sur une proble´matique lie´e
a` la mise en forme par compression et frittage de poudres me´talliques et
ce´ramiques au sein des laboratoires 3S et GPM21 de l’Institut National
Polytechnique (INP) de Grenoble. Cette activite´ se de´roule dans le
cadre d’un programme de recherche europe´en Brite Euram associant
un consortium de dix industriels et universitaires. Paralle`lement a` cette
activite´ de recherche, je dispense des enseignements a` l’Universite´ Joseph
Fourier (UJF) ainsi qu’a` l’INPG. J’obtiens le diploˆme de docteur en
Me´canique de l’INP de Grenoble en 2001. Je suis recrute´ la meˆme anne´e
sur un emploi d’Attache´ Temporaire d’Enseignement et de Recherche
(ATER) a` l’Universite´ de Savoie. J’exerce mon activite´ de recherche au
sein du Laboratoire de Me´canique Applique´e d’Annecy (LMe´cA)2. Au
niveau de mes enseignements, j’interviens au cours de la premie`re anne´e
au sein de l’Ecole Supe´rieure d’Ingenieurs d’Annecy (ESIA)3 puis au
sein du de´partement Ge´nie Me´canique et Productique (GMP) de l’IUT
d’Annecy ou` je suis finalement recrute´ en septembre 2003 sur l’emploi
de Maˆıtre de Confe´rences n◦0311 - section 60.
***
L’Habilitation a` Diriger des Recherches (HDR) est un diploˆme na-
tional de l’enseignement supe´rieur qui est de´fini re´glementairement par
1Le laboratoire GMP2 est depuis janvier 2007 une e´quipe du laboratoire SIMAP
(Science et Inge´nierie des Mate´riaux et des Proce´de´s).
2Depuis septembre 2006, les laboratoires de Me´canique Applique´e (LMe´cA) et
d’Instrumentation et de Mate´riaux d’Annecy (LAIMAN) ont fusionne´s afin de con-
stituer l’unite´ de recherche EA 4144 SYMME, Laboratoire Syste`mes et Mate´riaux
pour la Me´catronique.
3Depuis juillet 2006, l’ESIA et l’ESIGEC de Chambe´ry ont fusionne´ pour devenir
Polytech Annecy-Chambe´ry, e´cole d’inge´nieurs rattache´e au re´seau Polytech ainsi qu’a`
l’Universite´ de Savoie
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l’arreˆte´ du 23 novembre 1988 (modifie´ en 1992, 1995 et 2002) : ”L’habi-
litation a` diriger des recherches sanctionne la reconnaissance du haut
niveau scientifique du candidat, du caracte`re original de sa de´marche
dans un domaine de la science, de son aptitude a` maˆıtriser une strate´gie
de recherche dans un domaine scientifique ou technologique suffisamment
large et de sa capacite´ a` encadrer de jeunes chercheurs. Elle permet no-
tamment d’eˆtre candidat a` l’acce`s au corps des professeurs des univer-
site´s.”
Ce me´moire pre´sente ainsi mon parcours de recherche depuis ma the`se
de doctorat soutenue en 2001 jusqu’a` aujourd’hui. Il montre comment
mes travaux de recherche s’organisent autour de deux proble´matiques
non disjointes : l’interaction mode`le-expe´rience et le recalage de mod-
e`les e´le´ments finis a` partir de mesures de champs. J’ai cherche´ autant
que possible au travers la re´daction de ce manuscrit a` retracer ce par-
cours en insistant tantoˆt sur une description pre´cise et technique de
certains e´le´ments, tantoˆt en pre´cisant davantage les proble`mes rencon-
tre´s, les re´ponses apporte´es et le bilan qui en a e´te´ tire´. Par ailleurs,
je soulignerai a` chaque fois le contexte dans lequel les travaux se sont
de´roule´s et pre´ciserai les conditions scientifiques, humaines et financie`res
de re´alisation.
Ces proble´matiques ne constituant pas des proble´matiques purement
locales mais d’ordre national et international, mon parcours n’est donc
pas un parcours solitaire. Les travaux pre´sente´s ici sont le fruit de ces
multiples collaborations avec les e´tudiants, les colle`gues, les industriels...
***
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CHAPITRE 1
Introduction ge´ne´rale
Le contexte e´conomique de mondialisation, de concurrence interna-
tionale accrue, d’envole´e des prix notamment des matie`res premie`res
entraˆıne les industriels a` une recherche continuelle de diminution des
couˆts de production, a` un racourcissement des dure´es de conception et
d’industrialisation des produits et a` une augmentation de la robustesse
des proce´de´s de fabrication. Pour se donner les moyens de re´ussite, de
nombreux secteurs industriels ont investi dans la simulation nume´rique
afin de diminuer de manie`re drastique les temps et couˆts de production.
Que ce soit le secteur de la mise en forme par compression et frittage de
poudres ou celui de l’emboutissage, les objectifs sont la suppression des
outils et prototypes d’essais tre`s one´reux et longs a` re´aliser. Malgre´ les
efforts de´ploye´s, force est de constater que les re´sultats de ces simula-
tions nume´riques repre´sentent la re´alite´ avec un degre´ de vraisemblance
le plus souvent insuffisant.
Cet objectif pose des de´fits importants a` la communaute´ universitaire
me´canicienne dans la mesure ou` les e´carts entre les re´sultats re´sultent des
approximations accumule´es a` chaque e´tape du traitement du proble`me.
La difficulte´ est lie´e a` la maˆıtrise conjointe de deux classes de facteurs :
• physiques et me´caniques lie´s aux mate´riaux et aux proce´de´s : mod-
e´lisation du comportement me´canique, identification des parame`-
tres des lois de comportement, conditions aux limites du proble`-
me...
• nume´riques et mathe´matiques : code de calculs, maillage, discre´-
tisation, convergence...
Avec le souci de proposer aux utilisateurs, chercheurs et inge´nieurs,
des outils de calculs performants, fiables et pre´cis, les e´tudes que j’ai
entreprises ont toujours emprunte´ deux directions :
2 Introduction ge´ne´rale
La compre´hension. Partant du principe qu’il faut avant tout com-
prendre pour agir, je me suis toujours attache´ a` re´unir un maxi-
mum d’information sur le comportement du mate´riau en relation
avec le proce´de´ de mise en forme e´tudie´. Cette meilleure connais-
sance permet au travers du dialogue mode`le-expe´rience d’inte´grer
des phe´nome`nes ne´glige´s auparavant, non pas parce qu’ils e´taient
du second ordre mais parce qu’il e´tait difficile ou impossible de les
quantifier avec les moyens de mesures de l’e´poque.
La simulation nume´rique. Avec des phe´nome`nes a` simuler de plus
en plus complexes, les calculs e´le´ments finis inte´grant le comporte-
ment du mate´riau apportent un outil efficace dans la mise au point
et l’optimisation des cycles de fabrication. Mais, l’expe´rience mon-
tre que malgre´ tout le soin apporte´ sur le plan expe´rimental, il
est pratiquement impossible de fournir des re´sultats nume´riques
exploitables tant qualitativement que quantitativement sans re´a-
juster le plus souvent « a` la main » certains parame`tres mate´riaux.
Il existe pourtant une voie alternative : l’identification inverse a`
partir de mesures de champs.
Le de´fi que j’ai essaye´ de relever dans mon travail de recherche depuis
bientoˆt dix ans consiste a` de´terminer comment combiner au mieux expe´-
rience et simulation nume´rique. On retrouve la proble´matique initiale
avec deux axes de recherche couple´s.
Organisation du me´moire
Le premier chapitre expose le bilan de mon travail de doctorat dans
un projet consacre´ a` l’e´tude de la mise en forme par compression et
frittage de poudres et centre´ sur les difficulte´s du dialogue mode`le-
expe´rience. Apre`s avoir pre´sente´ les moyens expe´rimentaux spe´cifiques
mis en œuvre pour caracte´riser le comportement des mate´riaux tant au
cours de la compression que du frittage, je montre comment les re´sultats
sont ensuite exploite´s pour identifier les parame`tres de la loi de com-
portement retenue pour chaque e´tape et pour simuler la mise en forme
de pie`ces industrielles. A partir d’une comparaison entre les re´sultats
nume´riques et expe´rimentaux, la pre´cision atteinte avec l’approche pro-
pose´e et l’influence de la me´thode d’identification sur les parame`tres des
mode`les sont finalement discute´es.
Le deuxie`me chapitre rassemble les principaux concepts the´oriques
mis en œuvre lors des diffe´rentes e´tudes entreprises. L’accent est mis
sur la mode´lisation de la plasticite´ et notamment celle des mate´riaux
anistropes tels que le titane mais aussi sur la notion de bilan e´nerge´tique
d’un milieu continu de´formable dans le cadre de la Thermodynamique
des Processus Irre´versibles.
Le troisie`me chapitre pre´sente les techniques et les mate´riels util-
ise´s lors des diffe´rents essais. Les champs cine´matiques sont obtenus
a` partir d’une me´thode de corre´lation ou de ste´re´o-corre´lation d’images
nume´riques tandis que les champs de tempe´rature sont obtenus par ther-
mographie infrarouge.
3Le quatrie`me chapitre aborde l’e´tude de la mise en forme du titane en
pre´cisant la de´marche mise en œuvre afin de contribuer a` ame´liorer les re´-
sultats des simulations nume´riques et finalement guider la conception de
nouvelles pie`ces. Au travers de deux exemples, l’un relevant du secteur
biome´dical, l’autre du secteur de l’industrie du packaging, je montre
comment les re´sultats des simulations nume´riques peuvent s’accorder
avec l’expe´rience si l’anisotropie du mate´riau et le phe´nome`ne de retour
e´lastique sont pris conjointement en compte.
Le cinquie`me chapitre concerne l’identification de mode`les de com-
portement me´canique a` partir d’une me´thode inverse de type recalage
de mode`les e´le´ments finis utilisant a` la fois les mesures de champs cine´-
matiques et thermiques. Les premiers re´sultats pre´sente´s concernent
l’identification de parame`tres e´lastoplastiques obtenus a` partir d’essais
me´caniques plans et hors-plans. Les re´sultats des travaux mene´s afin
d’analyser la dissipation intrinse`que du titane ge´ne´re´e par la plasticite´
sont re´sume´s en fin de chapitre.
L’avant dernier chapitre pre´sente les travaux en cours. Le dernier
chapitre conclut le me´moire et synthe´tise les perspectives qui s’en de´ga-
gent. Le lecteur trouvera ensuite des chapitres annexes comprenant
mon curriculum vitæ, une description successive de mes activite´s d’ensei-
gnement et de recherche, les principales responsabilite´s administratives
qui m’ont e´te´ confie´es, la liste de mes publications scientifiques ainsi
qu’une se´lection d’articles.
4 Introduction ge´ne´rale
CHAPITRE 2
Bilan d’une expe´rience : compression et
frittage de poudres
Le travail re´alise´ dans le cadre de ma the`se de doctorat1 au sein
des laboratoires 3S et GPM2 a concerne´ la mise en forme par compres-
sion et frittage de poudres. L’activite´ s’est de´roule´e dans le cadre du
programme europe´en de recherche Brite Euram intitule´ « Modelling of
Cold Compaction » (MC2) associant un consortium de dix industriels
et universitaires issus de cinq pays europe´ens (Figure 2.1). Coordonne´
par le Centre d’Etudes et de Recherche sur les Mate´riaux du CEA de
Grenoble, le programme a commence´ le 01 de´cembre 1998 pour se ter-
miner le 30 novembre 2001. L’objectif ge´ne´rique de cette recherche vi-
sait a` remplacer l’approche empirique lie´e a` la production d’une nouvelle
pie`ce par compression et frittage de poudres par un outil de simulation
nume´rique de´die´. Plus pre´cise´ment, le travail a eu pour but de de´velop-
Figure 2.1 – Localisation ge´ographique
des diffe´rents partenaires du programme
europe´en de recherche Brite Euram
« Modelling of Cold Compaction »
(MC2).
per une chaˆıne « me´canique-nume´rique » en s’appuyant sur une carac-
te´risation expe´rimentale d’une large gamme de mate´riaux (me´talliques et
ce´ramiques), une identification des parame`tres des lois de comportement
associe´es et une validation de l’outil de simulation nume´rique par com-
paraison calculs-expe´riences sur plusieurs pie`ces industrielles. Je reviens
dans ce chapitre sur ce travail dans la mesure ou` il constitue en dehors
de mon stage de DEA le point de de´part de mon activite´ de recherche.
La proble`matique lie´e a` la mise en forme des pie`ces obtenues par com-
pression puis frittage de poudre ouvre ce chapitre. Les paragraphes
suivants de´crivent les techniques expe´rimentales mises en œuvre pour
caracte´riser le comportement de ces mate´riaux et abordent les aspects
lie´s a` la mode´lisation et a` la simulation nume´rique de la mise en forme.
Le paragraphe 2.3 pre´sente les principaux re´sultats. Je dresse finale-
ment un bilan de ce travail qui a jete´ les bases de mes travaux futurs de
recherche.
1F. Toussaint. Etude expe´rimentale et simulation nume´rique de la mise en forme
par compression et frittage de poudres. PhD thesis, INP de Grenoble, 2001
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(a)
(b)
(c) (d)
Figure 2.2 – Photographies de diffe´rentes pie`ces obtenues par compactage et frittage de poudres : (a) pie`ces de distribution pour
l’industrie automobile, (b) segments ferrites magne´tiques, (c) bagues autolubrifiantes, (d) outils coupants.
2.1 Une expe´rience : le projet Modelling of Cold
Compaction
2.1.1 Proble´matique de la mise en forme par compression et
frittage
La Me´tallurgie des Poudres (MdP) est une technique de fabrication
utilise´e pour un e´ventail de pie`ces industrielles (Figure 2.2) telles que
les pie`ces de transmission et de boˆıte de vitesse en acier des ve´hicules a`
moteur, les outils de coupes pour le travail de la pierre, du bois ou du
me´tal en carbure ce´mente´ ou en acier rapide, les mate´riaux magne´tiques
doux et les aimants, les ce´ramiques fines, les me´taux re´fractaires, les
roulements...
Toutes ces pie`ces sont produites par le pressage a` froid d’une poudre
dans une matrice et frittage de la pie`ce a` vert (ou pie`ce en cru) dans un
four. Bien que les proble`mes soient diffe´rents dans les de´tails, toutes ces
branches rencontrent les meˆmes difficulte´s pratiques :
• Dans la plupart des cas, une ope´ration de post-frittage (calibrage
ou usinage) est ne´cessaire pour obtenir la ge´ome´trie finale des
pie`ces. Cette ope´ration repre´sente 10% a` 25% des couˆts de pro-
duction.
• Un outillage de pressage couˆte entre 1 000 et 100 000 e. La con-
ception d’un outillage pour un nouveau produit est faite avec un
proce´de´ essais-erreurs qui ge´ne`re des surcouˆts (jusqu’a` 50% des
couˆts initiaux d’outillage) et des retards (plusieurs semaines ou
mois).
• Environ 2% des pie`ces (et bien plus pour nouvelle fabrication)
sont de´fectueuses en raison de la pre´sence de fissures. La valeur
des pie`ces rejete´es et la ne´cessite´ d’imposer des controˆles finaux
augmentent fortement les couˆts globaux de production.
Pour re´aliser des e´conomies de plusieurs dizaines de milliers d’euros sur le
de´veloppement, les couˆts de production et la mise sur marche´ du produit,
l’industrie europe´enne a de´cide´ de concevoir des outillages sur la base
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de me´thodes pre´dictives fiables de sorte qu’aucune fissure ne se produise
au cours du proce´de´ et que les pie`ces fritte´es soient plus pre´cises.
2.1.2 Un projet ambitieux
L’objectif du projet MC2 e´tait donc de remplacer l’approche em-
pirique par une approche plus efficace base´e sur la mode´lisation du
proce´de´ industriel de compression et frittage pour l’e´ventail de mate´ri-
aux concerne´s par cette technique. Pour atteindre ce but, le programme
technique incluait :
• la se´lection et l’inte´gration de mode`les macrome´caniques existants
pour la compaction a` froid, le frottement et le frittage dans un
code e´le´ments finis approprie´,
• la de´termination expe´rimentale des donne´es pour plusieurs mate´-
riaux de re´fe´rence,
• la validation et l’optimisation de la mode´lisation nume´rique,
• la comparaison entre les re´sultats simule´s et l’expe´rience en terme
de ge´ome´trie, distribution de densite´, contraintes re´siduelles et re´-
sistance me´canique pour plusieurs pie`ces de re´fe´rence.
Dans le cadre de ce projet, ma contribution a principalement porte´ sur
la caracte´risation expe´rimentale du comportement des mate´riaux aussi
bien au cours de la phase de compression que celle de frittage, la mod-
e´lisation et la simulation nume´rique de la mise en forme et la validation
des re´sultats par comparaisons mode`les-expe´riences sur plusieurs pie`ces
industrielles.
2.2 Une de´marche suivant le triptyque habituel :
essais, mode´lisation, analyse nume´rique
2.2.1 Des proce´de´s et des mate´riaux tre`s e´parses
Le travail re´alise´ dans le cadre de la the`se s’articule autour de trois
mate´riaux diffe´rents se´lectionne´s par les partenaires industriels : une
poudre Distaloy AE, deux poudres de carbure de tungste`ne WC-Co et
WC-TiCN et deux paˆtes d’hexaferrite de strontium (SrFe12O19).
La poudre Distaloy AE est une poudre a` base de fer. Produite par
la socie´te´ Ho¨gana¨s (Sue`de), la nuance e´tudie´e se compose de 3.86% de
nickel, 1.48% de cuivre, 0.50% de molybde`ne, 0.60% de graphite et 0.66%
de cire. Cette composition chimique a e´te´ optimise´e afin de confe´rer aux
pie`ces fritte´es de bonnes proprie´te´s me´caniques en terme de re´sistance
me´canique et de durete´. La poudre est donc tout particulie`rement util- La poudre Distaloy AE est une poudre atom-
ise´e. Les e´le´ments d’additions de plus faible
granulome´trie pre´diffuse´s confe`rent aux par-
ticules ces formes irre´gulie`res ou spongieuses.
La taille des grains de poudre varie de 20
a` 180 µm. La densite´ apparente ρ0 de la
poudre est e´gale a` 3.10 g/cm3.
ise´e dans le secteur de l’industrie automobile et notamment pour la fab-
rication de pie`ces d’engre`nement. Outre le fait de confe´rer a` la pie`ce une
re´sistance e´leve´e aussi bien en cru qu’apre`s frittage, le roˆle du graphite
est e´galement d’obtenir in fine un acier. Enfin, la cire est utilise´e pour
abaisser le coefficient de frottement entre la poudre et l’outillage pendant
la mise en forme.
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Figure 2.3 – Images MEB des poudres e´tudie´es dans le cadre du programme europe´en de recherche Brite Euram « Modelling of Cold
Compaction » (MC2) : poudre de fer Distaloy AE a` gauche suivie successivement des poudres de carbure de tungste`ne WC-Co puis
WC-TiCN.
Mate´riaux principalement destine´s a` la fabrication d’outils de coupe
et fournis par la socie´te´ CERAMETAL, la poudre WC-Co est un car-
bure ce´mente´, tenace mais avec une re´sistance a` la de´formation a` haute
tempe´rature limite´e, tandis que la poudre WC-TiCN est un compose´
ce´ramique/me´tal (cermet) plus re´fractaire mais moins tenace que le
premier mate´riau. Ces poudres extra fines, puisque la taille des grains
est infe´rieure a` 1 µm, pre´sentent une tre`s mauvaise coulabilite´ partic-
ulie`rement geˆnante lors du remplissage automatique industriel des ma-
trices. Le fabricant est donc oblige´ de produire le me´lange sous forme de
granules (Figure 2.3). Le me´lange des diffe´rentes poudres auquel est in-
corpore´ un liant organique (ge´ne´ralement du polye´thyle`ne glycol - PEG)
est alors successivement broye´ et homoge´ne´ise´ en milieu liquide dans un
attriteur puis granule´ par atomisation. Les granules de forme sphe´rique
obtenues posse`dent des diame`tres moyens d’environ 200 µm.
Enfin, les hexaferrites font partie d’une classe de mate´riaux oxydes
ferrimagne´tiques dits ferrites dont le premier secteur d’application est
celui des aimants permanents. Sans rentrer dans les de´tails notamment
au regard des performances magne´tiques, disons que le principal atout de
ces mate´riaux re´side dans leur faible couˆt et leur grande stabilite´ chim-
ique. Ils peuvent eˆtre synthe´tise´s selon diffe´rentes me´thodes. Nous nous
limitons ici a` la me´thode dite de chamottage, calcination ou ferritisation,
la mieux adapte´e du point de vue du couˆt et de l’industrialisation et avec
laquelle les mate´riaux e´tudie´s ont e´te´ e´labore´s. La Figure 2.4 pre´sente
Fe2O3 Eau SrCO3
Mélange 
des matières premières
Calcination 
Four rotatif (1230 - 1350°C)
Concassage à sec
Broyage par voie humide
Introduction de silicate
Pâte d'hexaferrite de strontium
Ajout de lubrifiant
Figure 2.4 – Sche´ma synoptique du
proce´de´ d’e´laboration de la paˆte
d’hexaferrite de strontium SrFe12O19.
les principales e´tapes : un me´lange des matie`res premie`res, principale-
ment Fe2O3 et SrCO3, ainsi que certains additifs afin de favoriser la
densification et de controˆler la microstructure, une calcination qui est
l’ope´ration de synthe`se du ferrite a` des tempe´ratures situe´es entre 1200
et 1350◦C, des ope´rations de broyage par voie se`che puis humide perme-
ttant de diminuer la taille des grains de diame`tre moyen 1 cm a` la sortie
du four rotatif a` environ 1 µm. La matie`re premie`re finale (la paˆte) est
implicitement obtenue lors du broyage a` bille sous eau (teneur de l’ordre
de 40% en masse).
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p
q1. Compression isostatique 2. Compression en matrice 3. Compression diamétrale
4. Compression uniaxiale
3
1
2
4
Huile
Cellule
Poinçon sup.
Poinçon inf.
Echantillon
Poinçon sup.
Poinçon sup.
Matrice
Poudre
Figure 2.6 – Principaux essais mis en œuvre pour caracte´riser le comportement a` la compression des poudres e´tudie´es et chemin de
chargement associe´ dans le plan p-q des contraintes.
2.2.2 Moyens expe´rimentaux
Depuis de nombreuses anne´es, la communaute´ me´canicienne s’inte´res-
sant au proble`me de la mode´lisation des milieux granulaires, a mis au
point diffe´rents dispositifs de caracte´risation me´canique notamment pour
la phase de compression et thermome´canique pour le frittage. Dans la
plupart des cas, les essais sont re´alise´s sur des e´chantillons de ge´ome´trie
cylindrique de manie`re a` obtenir des e´tats de contraintes et de de´for-
mations axisyme´triques (Figure 2.5) et dans des conditions telles que les
champs soient les plus uniformes possible au sein du volume de poudre.
Ces essais qualifie´s ge´ne´ralement d’essais homoge`nes autorisent le plus
souvent une mesure directe des grandeurs recherche´es et sont donc de
ce fait aise´ment exploitables. Malheureusement en de´pit des pre´cautions
prises, la plupart des dispositifs disponibles ne ve´rifient pas ces proprie´te´s
et conduisent a` des essais he´te´roge`nes. Ces derniers doivent alors eˆtre
exploite´s en ayant recours a` des mode`les mathe´matiques base´s sur des
hypothe`ses et approximations telle que la me´thode des tranches. Les
essais mis en œuvre dans le cadre de ma the`se rele`vent de ces deux
types d’essais.
¾r ¾r
¾z
¾z
Figure 2.5 – Composantes axiale et ra-
diale sur un e´chantillon cylindrique de
poudres.
Dans le cas d’un chargement tel que celui
de´crit a` la Figure 2.5 les contraintes moyenne
p et de´viatoire q se calculent a` partir des re-
lations p = σz+2σr
3
et q = σz − σr. Par
ailleurs, en suivant la convention de signe
utilise´e dans la me´tallurgie des poudres, la
contrainte compressive est prise comme pos-
itive.
La Figure 2.6 pre´sente les diffe´rents essais re´alise´s ainsi que le chemin
de chargement associe´ dans le cadre d’une repre´sentation classique dans
le plan p − q des contraintes, c’est-a`-dire dans le plan des contraintes
isotrope, hydrostatique ou moyenne p et de´viatoire q. Pour la plupart des
donne´es expe´rimentales issues de ces modes de compression, le rapport
q/p varie entre 0 (compression isotrope) et 3 (compression uniaxiale).
D’autres types de trajet de chargement peuvent eˆtre mene´s2 3.
Dans le contexte industriel d’obtention d’une pie`ce en cru (c’est-a`-
dire une pie`ce non consolide´e), si l’e´tude du comportement du mate´riau
a` la compression aux moyens de ces diffe´rents essais est essentielle, il est
e´galement tout aussi important d’analyser le comportement tribologique
des e´chantillons. J’ai donc entrepris cette e´tude au moyen d’un dispositif
de type pion frottant dont le principal avantage est de pouvoir dissocier
2E. Pavier. Caracte´risation du comportement d’une poudre de fer pour le proce´de´
de compression en matrice. PhD thesis, INP de Grenoble, 1998
3V. Bonnefoy. Mode´lisation nume´rique du comportement de poudres me´talliques
et ce´ramiques en compression. PhD thesis, INP de Grenoble, 2001
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l’influence des parame`tres que sont la densite´ du comprime´, l’effort nor-
mal applique´, la tempe´rature, la vitesse et distance de glissement... Pour
plus de de´tails sur ce travail, le lecteur peut se re´fe´rer a` l’article publie´
en 2001 dans la revue Powder Metallurgy4.
Comme cela a de´ja` e´te´ e´voque´ au paragraphe 2.1.2, ma contribution
dans le cadre de ce projet MC2 a porte´ a` la fois sur la phase de com-
pression du proce´de´ mais aussi sur celle du frittage des pie`ces. Pour
e´tudier, le comportement en frittage des mate´riaux, j’ai donc utilise´
un dilatome`tre axial (mode`le TMA92 de SETARAM). La Figure 2.7
pre´sente un sche´ma du dispositif. Le principe de l’appareil consiste a`
Pompe à vide
Thermocouples
Echantillon
Palpeur Al2O3
Argon
Argon
Eau
LVDT
Loading
Résistor 
Figure 2.7 – Sche´ma du dispositif de
dilatome´trie utilise´e pour e´tudier le com-
portement in situ des mate´riaux frittants.
mesurer les variations dimensionnelles d’un e´chantillon au moyen d’un
palpeur reposant sur sa surface. L’e´chantillon est isole´ dans une en-
ceinte dans laquelle la tempe´rature peut varier de l’ambiante a` 1600◦C
et l’atmosphe`re de travail est impose´e (balayage de gaz neutre ou de
me´lange re´ducteur a` de´bit et pression choisie).
2.2.3 Mode´lisation de la mise en forme par compression
Au niveau industriel, les mode`les de comportement servant a` de´crire
la re´ponse macroscopique du mate´riau reposent pour une grande ma-
jorite´ d’entre eux sur les concepts de la the´orie de l’e´lasto-plasticite´ in-
cre´mentale. Les lois rhe´ologiques alors utilise´es peuvent eˆtre e´tablies par
formalisme mathe´matique en s’appuyant sur les re´sultats expe´rimentaux
ou en s’inspirant par exemple des re´sultats de la mode´lisation microme´-
canique par approche discre`te5. Parmi les diffe´rents mode`les disponibles,
les mode`les de Drucker-Prager/Cap et de Cam-Clay sont les deux prin-
cipaux mode`les qui ont e´te´ utilise´s.
Mode`le de Drucker-Prager/Cap
Ce mode`le est une extension du mode`le de Mohr-Coulomb e´crit en
1776 pour l’interpre´tation des re´sultats des essais triaxiaux. Il est utilise´
depuis de nombreuses anne´es pour mode´liser le comportement des sols.
La surface de charge du mode`le se compose de deux surfaces principales
repre´sente´es dans le plan p− q des contraintes dans la Figure 2.8.
La premie`re surface est appele´e droite de rupture et traite les cas
fortement de´viatoires ou` le cisaillement pre´domine par rapport a` la pres-
sion hydrostatique. Elle est de´crite par l’e´quation :
Fs = q − p tanβ − d = 0 (2.1)
ou` β est l’angle de frottement interne du mate´riau et d sa cohe´sion.
La seconde surface nomme´e Cap correspond a` un quart d’ellipse venant
fermer la droite de rupture et intersecter l’axe des pressions isotropes p.
L’e´quation de cette surface est :
4P. Doremus, F. Toussaint, and E. Pavier. Investigation of iron powder friction on
a tungsten carbide tool wall. Powder Metallurgy, 44(3):243–247, 2001
5J.-F. Jerier. Mode´lisation de la compression haute densite´ des poudres me´talliques
ductiles par la me´thode des e´le´ments discrets. PhD thesis, Universite´ Joseph Fourier,
2009
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Figure 2.8 – Surface de charge du mode`le de Drucker-Prager/Cap : (a) dans l’espace des contraintes principales, (b) dans le plan p-q
des contraintes, (c) apre`s identification a` partir des essais de compression simple, compression diame´trale et compression en matrice
pour diffe´rentes valeurs de de´formation volumique plastique variant de 0,50 a` 0,80.
Fc =
√
(p− pa)2 +
(
Rq
(1 + α− α/ cosβ)
)2
−R(d+ pa tanβ) = 0 (2.2)
ou` R est l’excentricite´ de l’ellipse, pa et pb les pressions hydrostatiques
aux intersections respectives de l’ellipse avec la droite de rupture et de
l’axe de pression hydrostatique. Enfin α est un parame`tre ne´cessaire au
traitement particulier des intersections entre les deux surfaces de charge,
notamment en raison de la transition brusque du comportement rendant
le traitement nume´rique de´licat et source d’instabilite´. Les parame`tres
pa et pb ne sont pas inde´pendants et sont relie´s par l’e´quation :
pa =
pb −Rd
(1 +R tanβ)
(2.3)
ce qui re´duit le nombre de parame`tres du mode`le a` identifier a` 4
parame`tres inde´pendants : d, β, pb et R exprime´s en fonction de la
variable d’e´crouissage, qui est suppose´e eˆtre la de´formation volumique
plastique εplvol. L’e´coulement plastique est de´fini de telle sorte que la loi
d’e´coulement soit associe´e sur le Cap et non-associe´e sur la droite de
rupture et la re´gion de transition. La surface potentielle du mode`le est
alors de´crite par deux surfaces potentielles de forme elliptique.
Mode`le de Cam-Clay
La the´orie sur laquelle repose le mode`le de Cam-Clay a e´te´ initiale-
ment propose´e par Schofield et Wroth dans les anne´es 1960 afin d’e´tudier
le comportement des sols et notamment des argiles a` partir d’essais de
compression triaxiale. Le mode`le a fait l’objet de nombreuses modifi-
cations. La version du mode`le e´tudie´ est celle implante´e dans l’outil
PreCAD R©. L’e´quation de la surface de charge de ce mode`le est : PreCAD R©est un outil me´tier pour la me´-
tallurgie des poudres de´veloppe´ par le
CEA/CEREM. L’outil inclut diffe´rents mod-
ules : CAO pour la conception des pie`ces,
mailleur automatique, calculs par e´le´ments
finis, visualisation... Une base de donne´es est
disponible pour une large gamme de mate´ri-
aux.
f = q2 +M2(p− p1)(p− p2) (2.4)
ou` M , p1 et p2 sont 3 parame`tres mate´riau a` identifier.
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Ces deux mode`les ont e´te´ utilise´s lors de mon travail de the`se afin de
simuler la phase de compression de pie`ce industrielle. Pour chacun d’eux
une proce´dure standard d’identification des parame`tres mate´riaux a e´te´
re´alise´e. La Figure 2.8 (c) donne une repre´sentation de quelques surfaces
de charge dans le plan p − q des contraintes du mode`le de Drucker-
Prager/Cap a` l’issue de l’identification pour la poudre Distaloy AE. La
Figure 2.9 pre´sente les re´sultats obtenus avec un mode`le de Cam-Clay
pour la paˆte de ferrite.
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Figure 2.9 – Surfaces de charge du mod-
e`le de Cam-Clay modifie´ pour diffe´rentes
valeurs de de´formation volumique plas-
tique. L’identification est issue des re´sul-
tats d’un essai œdome´trique re´alise´ sur la
paˆte de ferrite.
2.2.4 Mode´lisation du frittage anisotrope
Pour mode´liser l’e´tape de frittage permettant de rendre compte des
changements de forme, deux approches diffe´rentes ont e´te´ mises en œuvre
dans le travail de the`se. La premie`re est une approche de nature macro-
scopique phe´nome´nologique pour laquelle les me´canismes physiques du
frittage ne constituent qu’un garde-fou pour l’interpre´tation et la compre´-
hension des re´sultats. Le comportement frittant du mate´riau est de´crit
par l’addition de quatre contributions :
• une de´formation e´lastique εel,
• une de´formation viscoplastique εvp,
• une dilatation thermique εth,
• une de´formation de frittage naturel εfr,
de sorte que le tenseur des vitesses de de´formation s’e´crit :
ε˙ = ε˙el + ε˙vp + ε˙th + ε˙fr (2.5)
Les travaux de Gillia et al.6 ont montre´ que la contribution e´lastique,
faible devant les autres composantes, pouvait eˆtre ne´glige´e sans que les
re´sultats de la simulation nume´rique ne soit affecte´s de manie`re signi-
ficative. La dilatation thermique du mate´riau, importante en raison des
fortes variations de tempe´rature induite au cours du cycle de frittage,
est ge´ne´ralement re´gie par l’e´quation :
εth = α(T − T0)I (2.6)
ou` α est le coefficient de dilatation thermique, fonction de la tempe´ra-
ture et T0 la tempe´rature ambiante. Le terme ε
vp est de´crit au travers
d’une loi viscoplastique line´aire :
ε˙vp = − p
3K
I +
s
2G
(2.7)
ou` p est la pression hydrostatique (I1 = tr(σ) = 3p), s est le tenseur
de´viateur (σ = 13 tr(σ)+s), K etG respectivement la viscosite´ volumique
et de cisaillement. La de´formation de frittage naturel est exprime´e a`
partir d’une loi puissance de la forme :
6O. Gillia and D. Bouvard. Finite element simulation of the sintering of cemented
carbide compacts. Advances in Powder Metallurgy and Particulate Materials, 7, 1996
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ε˙fr = Ω(T ) (ρ∞(T )− ρ)n(T ) (2.8)
ou` ρ∞(T ) peut eˆtre vu comme la densite´ relative maximale que
peut atteindre le mate´riau a` la tempe´rature T ; Ω(T ) et n(T ) sont des
parame`tres fonctions de la tempe´rature a` ajuster. Le terme de de´for-
mation de frittage naturel εfr joue un roˆle majeur dans le mode`le car il
conditionne en grande partie les retraits dimensionnels induits par le frit-
tage. La contribution viscoplastique εvp prend toute son importance a`
haute tempe´rature en raison de la diminution de la viscosite´ du mate´riau.
Elle de´pend de l’e´tat de contrainte dans le mate´riau, induit par les con-
traintes exte´rieures applique´es (gravite´, notamment) et les gradients de
vitesse de densification. Ce mode`le a e´te´ utilise´ pour mode´liser le com-
portement des poudres WC-Co et WC-TiCN du programme MC2. Une
seconde approche a e´te´ de´veloppe´e dans mon travail de the`se afin de cal-
culer les retraits fortements anisotropes (non pris en compte dans cette
mode´lisation) observe´s sur les ferrites. L’approche consiste a` utiliser une
loi thermoe´lastique anisotrope et a` effectuer un rapprochement entre ce
comportement et le comportement viscoplastique ge´ne´ralement utilise´
pour de´crire le frittage des mate´riaux. Les re´sultats obtenus avec cette
dernie`re approche seront pre´sente´s au paragraphe 2.3.
2.3 Principaux re´sultats
2.3.1 Simulation nume´rique de la compression
Les travaux de simulation nume´rique de la mise en forme par com-
pression ont e´te´ re´alise´s sur deux pie`ces diffe´rentes fabrique´es par les
partenaires industriels. La premie`re est une pie`ce axisyme´trique de´si-
gne´e Slopping Upper Punch issue de la socie´te´ Federal Mogul Technol-
ogy. Fabrique´e a` partir d’un outillage relativement complexe compose´
de plusieurs poinc¸ons, un noyau et une matrice, la ge´ome´trie de la pie`ce
a e´te´ choisie de telle sorte que la re´duction du volume de poudre au
cours de la compression ge´ne`re des e´coulements de poudre perpendic-
ulaire a` l’axe de compression. La simulation nume´rique de la mise en
forme de cette pie`ce a e´te´ re´alise´e a` l’aide du code de calculs par e´le´-
ments finis Abaqus. La Figure 2.10 pre´sente la distribution de densite´
Densité (g/cm3)
7.59
6.38
7.01
Figure 2.10 – Re´partition des densite´s au
sein de la pie`ce ”Slopping Upper Punch”a`
l’issue de la compression. Calculs mene´s
a` l’aide du code de calculs par e´le´ments
finis Abaqus.
au sein de la pie`ce a` l’issue de la compression. Ces re´sultats ont e´te´ com-
pare´s a` des mesures expe´rimentales mene´es par le partenaire industriel
(re´sultats non pre´sente´s ici). Cette confrontation mode`le/expe´rience fo-
calise´e sur les re´partitions de densite´ et sur les efforts mis en jeu au
cours de la mise en forme, nous a ne´anmoins permis de mettre en e´v-
idence le lien e´troit qui existe entre les essais a` re´aliser pour identifier
les parame`tres du mode`le et la complexite´ de la pie`ce a` simuler (pie`ce
simple sans transfert de poudre : essai de compression en matrice in-
strumente´e, pie`ce plus complexe avec transfert de poudre : essai de
compression triaxiale). Un travail analogue a e´te´ entrepris sur une sec-
onde pie`ce propose´e par la socie´te´ Ugimag. Il s’agit d’un segment de
ferrite mis en forme au moyen d’une ope´ration de filtre-pressage de la
paˆte d’hexaferrite de strontium (Figure 2.4 du paragraphe 2.2.1). Pour
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Figure 2.11 – (a) Re´partition des densite´s a` l’issue de la phase de compression-filtration pour un segment de ferrite. (b) Comparaison
entre les densite´s mesure´es et celles calcule´es. (c) Evolution des efforts sur les poinc¸ons au cours de la mise en forme du segment.
cette simulation, le comportement du mate´riau a e´te´ de´crit au moyen
du mode`le de Cam-Clay imple´mente´ dans le code de calculs par e´le´-
ments finis PreCAD R©. La Figure 2.11 rassemble les re´sultats obtenus
pour cette simulation nume´rique. La confrontation mode`le/expe´rience
montre que les densite´s issues des calculs sont globalement fide`les aux
observations expe´rimentales. L’erreur maximale commise, e´gale a` 3% se
situe au milieu de la pie`ce. Ces e´carts re´sultent de la mode´lisation pour
laquelle le phe´nome`ne de filtration de l’eau au travers du gaˆteau n’a pas
e´te´ pris en compte. Une voie d’ame´lioration propose´e dans le travail de
the`se consistait a` de´crire le comportement de la paˆte au cours de sa mise
en forme au moyen d’un formalisme diphasique base´ sur la the´orie des
me´langes. Sur le plan des efforts, ces derniers sont approche´s avec une
incertitude d’environ 10%. Ces e´carts relativements conse´quents peu-
vent eˆtre explique´s par le choix d’une valeur et/ou d’une e´volution du
coefficient de frottement mal approprie´e.
2.3.2 Retraits anisotropes lors du frittage
De nombreuses e´tudes mettent en e´vidence une anisotropie de retrait
en frittage naturel. Si de multiples causes peuvent en eˆtre l’origine (mor-
phologie de la poudre notamment), l’anisotropie induite par l’ope´ration
de compaction en matrice est la plus commune´ment admise. Ainsi de`s
1963, une revue des premie`res e´tudes re´alise´es sur ce sujet a e´te´ propose´e
par Hausner7. En de´finissant un facteur d’anisotropie note´ K = εtεa ou`
εa est la de´formation dans le sens de la compression et εt celle dans le
sens transverse, Hausner montre que ce parame`tre peut e´voluer entre
0.2 et 1.5 suivant le type de poudre et la taille des grains. Deux types
d’anisotropie sont alors mis en e´vidence. La premie`re correspond a` une
de´formation transverse supe´rieure a` la de´formation dans le sens de la
compression (K > 1). Elle a e´te´ observe´e lors du frittage de me´taux tel
que le fer et le nickel. La seconde anisotropie, plus rare, est caracte´rise´e
par une de´formation transverse infe´rieure a` la de´formation axiale.
Les e´tudes entreprises dans le cadre de mon travail de the`se ont porte´
7H.H. Hausner. The linear shrinkage behaviour of metal powder compacts during
sintering. In In Progress in Powder Metallurgy: Proc. 19th Annual Powder Metallurgy
Technical Conf., pages 67–85. American Powder Metallurgy Institute, 1963
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Figure 2.12 – (a) Comparaison de l’e´volution des de´formations axiale et transverse lors de l’application d’une charge constante avec
les re´sultats de frittage naturel. (b) Comparaison du cycle de re´fe´rence avec le cycle escalier. (c) Vitesse de de´formation en fonction
du temps pour diffe´rentes charges applique´e sur l’e´chantillon suivant le cycle escalier.
sur des mate´riaux correspondant a` ces deux situations. Pour les poudres
dures WC-Co et WC-TiCN, l’anisotropie de retrait au frittage a e´te´
ne´glige´e. Dans le cas des ferrites, la proble´matique est diffe´rente car la
morphologie des poudres (plutoˆt plaque´taire) et l’application du champ
magne´tique lors de l’ope´ration de filtre-pressage ge´ne`rent une tre`s forte
anisotropie des retraits au frittage. Pour caracte´riser le comportement
thermome´canique de ces ferrites au cours du frittage, le dilatome`tre
pre´sente´ au paragraphe 2.2.2 a e´te´ utilise´. Les essais ont e´te´ re´alise´s
sous atmosphe`re oxydante au meˆme titre que les pie`ces industrielles
et sur des e´chantillons de forme paralle´pipe´dique de tel sorte que les
mesures de de´formation puissent eˆtre re´alise´es paralle`lement a` l’axe de
facile aimantation (axe c) et perpendiculairement. La Figure 2.12 (a)
pre´sente l’e´volution des de´formations axiale et transverse mesure´es au
cours du cycle de tempe´rature qualifie´ de re´fe´rence et de´fini a` partir
des conditions re´elles de frittage des pie`ces industrielles. Ces mesures
ont permis de mettre en e´vidence une forte anistropie puisque la de´-
formation axiale en fin d’essai est de 22.7 % tandis que la de´formation
transverse n’est que de 13 %. On constate par ailleurs sur cette meˆme
figure que lorsqu’une charge constante (en l’occurence ici de 150 g) est
applique´e sur l’e´chantillon, (i) les de´formations sont plus importantes
et (ii) l’e´cart entre les de´formations sous charge et sans charge est cinq
fois plus important dans la sens transverse que dans le sens axial. Un
(a)
(b)
Figure 2.13 – (a) Exploitation du saut
en vitesse de de´formation induit par
l’application d’une charge pour la de´ter-
mination des viscosite´s. (b) Evolution
des viscosite´s axiale et transverse en fonc-
tion de la tempe´rature.
cycle thermome´canique particulier a donc e´te´ e´labore´ afin d’e´tudier le
comportement visqueux des ferrites. La Figure 2.12 (b) pre´sente ce cy-
cle constitue´ de paliers en tempe´rature au cours desquels une charge de
150 g est applique´e sur l’e´chantillon pendant une dure´e e´gale au tiers
de la dure´e de l’isotherme et centre´e sur celui-ci. Le comportement du
mate´riau en terme de vitesse de de´formation en re´ponse a` ce cycle est
donne´ dans la Figure. 2.12 (c). L’exploitation du saut en vitesse de de´-
formation induit par l’application de la charge (Figure 2.13 (a)) a ainsi
permis de de´terminer l’e´volution des viscosite´s axiale et transverse en
fonction de la tempe´rature (Figure 2.13 (b)). La tempe´rature tend a`
re´duire la viscosite´ sans que le processus de densification ne contrebal-
ance cet effet. La forte anisotropie mise en e´vidence sur les ferrites au
travers de l’e´tude expe´rimentale a e´te´ finalement mode´lise´e au travers
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d’une loi thermoe´lastique anisotrope et en effectuant un rapprochement
entre ce comportement et le comportement viscoplastique ad hoc. PourL’article en question A8 est donne´ au
chapitre « Se´lection d’articles » du
pre´sent dossier.
plus de de´tails sur la mode´lisation, l’identification des parame`tres de la
loi anisotrope et les calculs, le lecteur peut se re´fe´rer a` l’article 8 paru en
2003 dans Journal of Materials Processing Technology. La Figure 2.14
pre´sente une comparaison entre les re´sultats nume´riques et les profils
expe´rimentaux du segment ferrite en cru et fritte´. Les capacite´s du
mode`le avant e´tude de sensibilite´ des parame`tres et ajustement de ces
derniers e´taient telles que l’erreur commise sur l’e´paisseur et la largeur
du segment e´tait infe´rieure a` 1% et de l’ordre de 4.5 % sur la fle`che.
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Figure 2.14 – Comparaison du profil
simule´ avec les profils expe´rimentaux
d’un segment ferrite a` vert et fritte´.
2.4 Bilan et conclusion
A forte finalite´ industrielle, re´alise´ en collaboration e´troite avec des
partenaires industriels et universitaires, je pense avoir jouer un roˆle
majeur dans ce projet de recherche supporte´ par la communaute´ eu-
rope´enne. Sur le plan personnel, ce travail m’a permis d’acque´rir non
seulement de solides connaissances dans la mise en forme de pie`ces issues
de la compression et du frittage de poudres mais aussi des compe´tences
sur le plan de la caracte´risation expe´rimentale du comportement ther-
mome´canique des mate´riaux (trois mate´riaux industriels dans ce projet)
ainsi que la simulation nume´rique de la mise en forme (deux codes e´le´-
ments finis diffe´rents utilise´s). Ces travaux ont e´te´ valorise´s par :
• 3 articles dans des revues internationales avec comite´ de lecture :
A10, A9, A8,
• 5 confe´rences internationales avec actes et comite´ de lecture : B15,
B14, B13, B11, B10,
• 2 confe´rences nationales avec actes et comite´ de lecture : D6, D5,
• diverses communications orales, posters et rapports : E10, E9,
E8.
Au terme de cette expe´rience de trois ans, j’ai rejoint le laboratoire
LMe´cA a` Annecy dans l’ide´e de poursuivre mon activite´ de recherche
autour d’aspects lie´s a` la mise en forme des mate´riaux et la confrontation
mode`le/expe´rience.
8F. Toussaint, D. Bouvard, Ph. Tenaud, and E. Di Marcello. Experimental and
numerical analysis of the deformation of ferrite segments during sintering. Journal of
Materials Processing Technology, 147(1):72–78, 2003
CHAPITRE 3
Ele´ments de thermome´canique des
milieux continus
Ce chapitre a e´te´ re´dige´ afin de rappeler de la manie`re la plus pe´da-
gogique possible le sche´ma de la formulation des lois e´lastoplastiques
en petites de´formations. Dans le cadre des calculs mene´s notamment
avec le code e´le´ments finis Abaqus, on pre´cisera comment ce for-
malisme limite´ aux transformations infinite´simales est e´tendu au cas
des grandes de´formations en inte´grant les approches cine´matiques.
Une dernie`re section visera a` rappeler dans le cadre de la Thermo-
dynamique des Processus Irre´versibles (TPI), les e´quations re´gissant
le bilan e´nerge´tique de la de´formation d’un milieu continu. Les no-
tions aborde´es, qui peuvent eˆtre retrouve´es dans de nombreux cours
et ouvragesa b c d e, seront reprises dans les chapitres 5 et 6.
aJ. Lemaitre and J.-L. Chaboche. Me´canique des mate´riaux solides. Dunod,
1996
bJ. Salenc¸on. De l’Elasto-plasticite´ au Calcul a` la rupture. Ecole Polytech-
nique, 2002
cG. Cailletaud. Plasticite´ et viscoplasticite´ 3D. Cours de l’Ecole des Mines
de Paris, 2005. Te´le´chargeable sur http://mms2.ensmp.fr
dR. Fortunier. Comportement me´canique des mate´riaux. Cours de l’Ecole
des Mines de Saint-Etienne, 2004. Te´le´chargeable sur http://www.emse.fr
eCNRS, editor. Cours sur les grandes de´formations. F. Sidoroff - Rapport
GRECO n◦51/1982, 1982
3.1 Introduction
Si l’on excepte certains proce´de´s comme celui de la fonderie, une
grande majorite´ des pie`ces me´talliques est actuellement obtenue par une
mise en forme au cours de laquelle le mate´riau est de´forme´ plastique-
ment c’est-a`-dire de manie`re irre´versible. La brame est lamine´e pour
donner une toˆle ensuite plie´e, emboutie... afin d’obtenir une pie`ce de
forme plus complexe. Pour pouvoir optimiser ces proce´de´s de mise en
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forme afin de re´duire les couˆts lie´s par exemple a` la mise au point d’une
nouvelle fabrication, les industriels ont de plus en plus recours a` la sim-
ulation nume´rique et ont de ce fait besoin de de´crire le comportement
du mate´riau. La formulation classique du comportement e´lastoplastique
d’un milieu continu se place dans cette optique. Bien entendu, la grande
diversite´ des mate´riaux ge´ne`re une multitude de lois de comportement.
Il serait donc illusoire de vouloir e´tablir une liste exhaustive de ces mod-
e`les d’autant plus que de nouvelles versions sont re´gulie`rement propose´es
par les nombreux chercheurs actifs dans ce domaine. Aussi ce chapitre
sera consacre´ a` une taˆche plus modeste consistant dans un premier temps
a` pre´senter le sche´ma de la formulation des lois e´lastoplastiques en se
limitant tout d’abord aux transformations infinite´simales.
Base´e sur une de´composition additive du tenseur des de´formations,
la description d’une loi de comportement e´lastoplastique ne´cessite de
de´finir au moins trois e´le´ments constitutifs. Une loi e´lastique qui donne
l’e´tat de contrainte du mate´riau en fonction de son e´tat de de´forma-
tion e´lastique. Une surface de charge qui, lie´e a` un crite`re de plasticite´,
permet de pre´ciser quand les de´formations plastiques ont lieu. Une re`-
gle d’e´coulement qui indique, lorsque le seuil est de´passe´, comment les
de´formations plastiques s’ope`rent. En fonction des mate´riaux, les de´for-
mations plastiques alte`rent la taille et la forme de la surface de charge.
Pour rendre compte de ces modifications, des variables supple´mentaires
de nature scalaire ou tensorielle peuvent eˆtre introduites dans la fonc-
tion de charge. Il est alors ne´cessaire de pre´ciser dans ce cas les lois
d’e´volution pour ces variables.
La deuxie`me partie de ce chapitre visera a` pre´ciser comment les ap-
proches cine´matiques en grandes transformations permettent de sub-
stituer aux variables internes de la the´orie e´lastoplastique en petites
pertubations, des variables adapte´es a` la prise en compte des grandes
transformations.
Enfin, je rappelerai les e´quations re´gissant le bilan e´nerge´tique de la
de´formation d’un milieu continu dans le cadre de la Thermodynamique
des Processus Irre´versibles (TPI).
3.2 Comportement e´lastoplastique infinite´simal
3.2.1 Hypothe`se de partition des de´formations
O
A
B
C
B
¾
"
d" = d"e + d"p
d"ed"p
"p "e
" = "e + "p
Figure 3.1 – Illustration de l’hypothe`se
de partition des de´formations. Lors de la
charge, entre O et A, le comportement
est e´lastique. La branche AB correspond
a` une charge plastique. Si l’on de´charge
l’e´prouvette, de B vers C, la courbe con-
trainte de´formation est line´aire de pente
identique a` la pente initiale OA. Lorque
la contrainte est nulle, il subsiste une de´-
formation permanente ou plastique εp.
Si l’on recharge a` partir du point C, le
comportement est de nouveau e´lastique
jusqu’au point B. La de´formation totale
est la somme de la de´formation e´lastique
εe correspondante et de la de´formation
plastique εp. (Il est e´galement possible
de raisonner en terme de de´formations
e´le´mentaires au point B.)
La formulation classique du comportement e´lastoplastique d’un mi-
lieu continu repose sur une hypothe`se de partition des de´formations to-
tales en une de´formation e´lastique et une de´formation plastique :
ε = εe + εp (3.1)
ou` εe et εp sont respectivement les tenseurs des de´formations e´las-
tiques et plastiques. Ce de´couplage des effets se justifie notamment par
la phe´nome´nologie au travers par exemple d’un essai de traction (Fig-
ure 3.1). D’un point de vue physique, la de´formation e´lastique re´sulte
des variations des distances interatomiques ne´cessaires pour e´quilibrer
les efforts exte´rieurs. Les phe´nome`nes alors mis en jeu sont re´versibles.
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Les de´formations plastiques correspondent a` des de´placements d’atomes
(mouvements de glissement par exemple) avec des phe´nome`nes irre´ver-
sibles. Par ailleurs, l’hypothe`se de partition des de´formations 3.1 im-
plique une de´composition additive des taux de de´formations :
D = De +Dp (3.2)
ou` De et Dp sont respectivement les tenseurs vitesses ou taux de
de´formations e´lastiques et plastiques.
3.2.2 Comportement e´lastique
Dans la mise en forme des mate´riaux comme par exemple le pliage ou
l’emboutissage, la description du comportement e´lastique du mate´riau
est cruciale, notamment pour pre´dire des phe´nome`nes comme celui du
retour e´lastique des pie`ces a` la de´charge de l’outillage. Dans le cas d’une
the´orie line´aire, on e´crit ge´ne´ralement la loi de Hooke sous la forme :
σ = Ce : εe (3.3)
avec Ce tenseur des rigidite´s e´lastiques du mate´riau (stiffness en
anglais). Dans le cas de l’e´lasticite´ istrope, la loi s’e´crit :
σ = 2µε+ λtr(ε)I (3.4)
λ et µ sont les coefficients de Lame´. Ils s’expriment en fonction du
module d’Young E et du coefficient de Poisson ν :
λ =
Eν
(1 + ν)(1− 2ν) (3.5)
µ =
E
2(1 + ν)
(3.6)
3.2.3 Comportement plastique
Pour de´crire le comportement plastique du mate´riau, il est ne´cessaire
de pre´ciser deux notions : (i) celle de surface de charge, qui lie´e a` un
crite`re, donne dans l’espace des contraintes la forme de la frontie`re a`
partir de laquelle l’e´coulement plastique peut se produire, (ii) la re`gle
d’e´coulement qui fixe la manie`re dont les de´formations plastiques vont
s’ope´rer. Il conviendra d’ajouter ensuite des variables internes de nature
scalaire ou tensorielle afin de rendre compte de phe´nome`ne tel que le gon-
flement homothe´tique de la surface (e´crouissage isotrope) ou de trans-
lation du centre de la surface dans l’espace des contraintes (e´crouissage
cine´matique).
3.2.3.1 Surface de charge et crite`re plasticite´
Il est d’usage, pour de´finir mathe´matiquement le comportement plas-
tique du mate´riau, d’introduire une fonction scalaire f (fonction de
charge) de´pendant du tenseur des contraintes σ et qui est telle que le
comportement est e´lastique si :
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f < 0 ou f = 0 et
∂f
∂σ
: σ˙ ≤ 0 (3.7)
Il y a e´coulement plastique si
f = 0 et
∂f
∂σ
: σ˙ > 0 (3.8)
Le sche´ma de la plasticite´ classique impose que le point repre´sentatif
de l’e´tat de contrainte se trouve, a` tout instant t, sur la surface de charge.
Cette condition appele´e condition de cohe´rence s’e´crit :
f˙ = 0 (3.9)
Dans le cas ge´ne´ral, la fonction de charge f de´pend du tenseur des
contraintes σ, d’une variable de´crouissage isotrope R et d’une variable
tensorielle X d’e´crouissage cine´matique e´ventuellement de la tempe´ra-
ture T :
f = f(σ, R,X, T ) (3.10)
3.2.3.2 Ecrouissage isotrope
Parmi les diffe´rents niveaux de the´orie, nous pre´sentons dans un pre-
mier temps le cas de l’e´crouissage isotrope isotherme. Pour ce cas par-
ticulier, la fonction de charge ne de´pend que du tenseur des contraintes
σ et de la variable scalaire R de telle sorte que f = f(σ, R). Dans
ces conditions, le crite`re de plasticite´ est exprime´ classiquement sous la
forme :
f = F(σ)−R = σ¯ −R = 0 (3.11)
ou` σ¯ est la contrainte e´quivalente dont l’expression de´pend du crite`re
¾1 ¾2
¾3
Surface
initiale
Surface
actuelle
¾ + d¾
¾
O
Figure 3.2 – Ecrouissage isotrope dans
l’espace des contraintes.
utilise´. Le gonflement de la surface, sans changement de forme ni de
centre caracte´risant l’e´crouissage isotrope, se fait par une homothe´tie de
centre O. Cette e´volution gouverne´e par la variable R s’ope`re de`s lors ou`
l’e´tat de contrainte se situe sur la surface seuil. Diffe´rentes e´quations1
peuvent eˆtre choisies en fonction du mate´riau, de la vitesse de de´forma-
tion... La loi d’e´crouissage utilise´e notamment au chapitre 6 est la loi de
Ludwik :
R = σ0 +K(ε¯
p)n (3.12)
ou` ε¯p est la de´formation plastique e´quivalente, σ0 la limite d’e´lasticite´
du mate´riau, K et n des parame`tres de´pendant du mate´riau.
1Z. Gronostajski. The constitutive equations for fem analysis. Journal of Material
Processing Technology, 106:40–44, 2000
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3.2.3.3 Ecrouissage cine´matique
L’e´crouissage cine´matique est un autre cas particulier. Il correspond
a` une translation de la surface de charge. La variable d’e´crouissage X
indique dans la configuration courante la position du centre de la surface
de charge :
f = f(σ −X) (3.13)
¾1 ¾2
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X
Figure 3.3 – Ecrouissage cine´matique
dans l’espace des contraintes.
La loi d’e´crouissage cine´matique la plus simple est la loi de Prager
pour laquelle l’e´volution de la variable d’e´crouissage cine´matique X est
proportionnelle a` la de´formation plastique :
X˙ = CDp (3.14)
Malheureusement, la line´arite´ associe´e a` la re´ponse contrainte de´for-
mation du mate´riau est rarement observe´e sur le plan expe´rimental.
Une meilleure description est obtenue en utilisant la loi propose´e par
Armstrong et Frederick introduisant un terme de rappel :
X˙ = CDp − γX p˙ (3.15)
ou` C et γ sont deux parame`tres mate´riaux a` de´terminer et p˙ la vitesse
de de´formation associe´e a` la de´formation plastique cumule´e.
3.2.3.4 Loi d’e´coulement plastique
Dans le cas de la plasticite´ associe´e, on montre en s’appuyant sur le
principe de minimisation de la dissipation d’e´nergie au cours de la de´for-
mation plastique que la vitesse de de´formation plastique est normale a`
la surface de charge au point de chargement σ ce qui se traduit par :
Dp = λ˙
∂f
∂σ
(3.16)
Cette e´quation est e´galement appele´e hypothe`se de normalite´. Le
scalaire λ˙, appele´ multiplicateur plastique, est calcule´ a` partir de la
condition de cohe´rence (3.9).
3.2.4 Crite`res de plasticite´
Le crite`re de plasticite´ de´finit, dans l’espace des contraintes, le do-
maine a` l’inte´rieur duquel le comportement du mate´riau est e´lastique.
La de´termination expe´rimentale sur la base d’essais me´caniques varie´s
(traction, compression, traction biaxiale...) et la mode´lisation mathe´ma-
tique de ces domaines ont fait l’objet de nombreux travaux de recherches.
Nous nous limiterons dans les sections suivantes aux trois crite`res suiv-
ants :
• le crite`re de Von Mises : ce crite`re est notamment utilise´ dans le
cadre du projet DEFI pour simuler la mise en forme d’une virole
acier (voir le paragraphe 7.1 du chapitre 7 sur les travaux en cours),
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• le crite`re de Hill2 1948 : ce crite`re est a` la base des e´tudes que
nous avons mene´es sur le titane (voir les chapitres 5 et 6).
• le crite`re de Cazacu3 : ce crite`re plus adapte´ pour les mate´riaux
posse´dant une structure cristallographique hexagonale est e´tudie´
dans le cadre de projet Optimist auquel nous sommes associe´s.
3.2.4.1 Crite`re de Von Mises
En raison de son imple´mentation dans la plupart des codes de calculs
commerciaux, le crite`re de Von Mises est le crite`re le plus utilise´. C’est
un crite`re que l’on qualifie´ de crite`re e´nerge´tique dans la mesure ou` l’on
conside`re que l’e´nergie de de´formation e´lastique du mate´riau ne doit
pas de´passer une valeur limite si l’on souhaite rester dans le domaine
e´lastique. On montre alors que la contrainte e´quivalente s’exprime par :
¾1
¾2
¾3
Plan déviateur ¼
¾1 + ¾2 + ¾3 = 0
Surface de Von Mises
Figure 3.4 – Repre´sentation ge´ome´trique
du crite`re de Von Mises.
σ¯ = (3sII)
1
2 = (
3
2
s : s)
1
2 (3.17)
Le symbole : repre´sente le double produit
contracte´.
ou` sII est le deuxie`me invariant du tenseur de´viateur des contraintes
s :
s = σ − 1
3
tr(σ)I (3.18)
Dans l’espace des contraintes, la contrainte e´quivalente au sens de
Von Mises devient :
σ¯2 =
1
2
[
(σ11 − σ22)2 + (σ22 − σ33)2 + (σ33 − σ11)2 + 6σ212 + 6σ223 + 6σ231
]
(3.19)
ou dans l’espace des contraintes principales :
σ¯2 =
1
2
[
(σ1 − σ2)2 + (σ2 − σ3)2 + (σ3 − σ1)2
]
(3.20)
La surface correspond a` un cylindre a` base circulaire axe´ sur la tris-
sectrice du repe`re (σ1, σ2, σ3).
3.2.4.2 Crite`re de Hill
Le crite`re de Hill est un crite`re qui de´coule du crite`re de Von Mises
dans la mesure ou` la contrainte e´quivalente de ce crite`re peut s’exprimer
suivant la relation :
σ¯2 = σ : M : σ (3.21)
ou` M est un tenseur syme´trique du quatrie`me ordre qui ve´rifie les
¾1
¾2
¾3
Plan déviateur ¼
¾1 + ¾2 + ¾3 = 0
Surface de Hill
Figure 3.5 – Repre´sentation ge´ome´trique
du crite`re de Hill.
syme´tries Mijkl = Mklij = Mjikl = Mijlk et Miikl = 0. Dans le cas des
mate´riaux sous forme de feuilles me´talliques, il est couramment admis
en raison de l’ope´ration de laminage que le mate´riau posse`de une forme
2R. Hill. A theory of the yielding and plastic flow of anisotropic metals. Proc.
Roy. Soc. of London, A193:281–297, 1948
3O. Cazacu, B. Plunkett, and F. Barlat. Orthotropic yield criterion for hexagonal
closed packed metals. International Journal of Plasticity, 22:1171–1194, 2006
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particulie`re d’anisotropie que l’on qualifie d’orthotropie conservant trois
plans de syme´trie. Les intersections de ces trois plans sont les axes
principaux d’orthotropie qui sont pris comme repe`re pour l’expression
du crite`re. Dans ce repe`re, la contrainte e´quivalente prend la forme :
σ¯2 = F (σ22−σ33)2+G(σ33−σ11)2+H(σ11−σ22)2+2Lσ223+2Mσ231+2Nσ212
(3.22)
ou` F , G, H, L, M et N sont les coefficients d’anisotropie ou coeffi-
cients de Hill du mate´riau.
3.2.4.3 Crite`re de Cazacu
Pour de´crire a` la fois la dissyme´trie entre le comportement en trac-
tion et en compression ainsi que l’anisotropie des mate´riaux a` structure
hexagonale compact sous forme de toˆles, Cazacu et al. ont propose´ en
2006 un nouveau crite`re orthotrope :
σ¯ = (|Σ1| − kΣ1)a + (|Σ2| − kΣ2)a + (|Σ3| − kΣ3)a (3.23)
ou` a et k sont des parame`tres mate´riaux et Σ1, Σ2 et Σ3 sont les
valeurs principales du tenseur transforme´ par :
Σ = C : s (3.24)
ou` C est un tenseur du quatrie`me ordre et s est le tenseur de´viateur
des contraintes. Dans le cas ge´ne´ral, le crite`re orthotrope posse`de 9 co-
efficients inde´pendants auxquels s’ajoutent les parame`tres k et a devant
respecter les conditions k ∈ [−1, 1] et a ≥ 1 (a ∈ N) pour que la fonc-
tion de charge soit convexe. Dans le repe`re d’orthotropie (x1, x2, x3), la
matrice associe´e au tenseur C s’e´crit :
Figure 3.6 – Confrontation du crite`re
de Cazacu avec l’expe´rience pour un ti-
tane commercialement pur a` diffe´rentes
valeurs de de´formation plastique cu-
mule´e.
C =

C11 C12 C13
C12 C22 C23
C13 C23 C33
C44
C55
C66
 (3.25)
Le de´tail de la proce´dure d’identification des parame`tres mate´riaux
sur la base d’essais de traction et compression et la capacite´ du mode`le
a` de´crire la surface de charge initiale de mate´riaux ayant une struc-
ture cristallographique hexagonale compacte peuvent eˆtre obtenus dans
plusieurs articles relativement re´cents4 5 6.
4O. Cazacu, I. R. Ionescu, and J. W. Yoon. Orthotropic strain rate potential for
the description of anisotropy in tension and compression of metals. International
Journal of Plasticity, 2009
5A.S. Khan, R. Kazmi, and B. Farroch. Multiaxial and non-proportional loading
responses, anisotropy and modeling of ti-6al-4v titanium alloy over wide ranges of
strain rates and temperatures. International Journal of Plasticity, 23:931–950, 2007
6B. Plunkett, O. Cazacu, and F. Barlat. Orthotropic yield criteria for description
of the anisotropy in tension and compression of sheet metals. International Journal
of Plasticity, 24:847–866, 2008
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3.3 Extension au cas des grandes de´formations
Les approches cine´matiques couramment utilise´es en grandes trans-
formations sont bien souvent issues d’une ge´ne´ralisation des mode`les
de´finis en petites de´formations. L’objectif est d’obtenir une de´composi-
tion additive des vitesses de de´formation e´lastique et ine´lastique comme
dans la the´orie des petites de´formations. Pour ce faire, l’usage en me´-
canique des grandes transformations a consacre´ le tenseur gradient de
la transformation F . On conside`re un solide de´formable dans une con-
figuration de re´fe´rence C0 a` l’instant t0 et on note Ct la configuration
courante. On de´signe alors par X les coordonne´es lagrangiennes et x
les coordonne´es eule´riennes d’un point mate´riel de cette structure re-
spectivement dans les configurations C0 et Ct. Pour de´crire la de´forma-
tion locale au voisinage de ce point, on introduit le tenseur gradient de
transformation F
F =
dx
dX
(3.26)
correspondant a` la transformation finie de X a` x. Le gradient de
la transformation F est donc une grandeur permettant de connaitre la
de´formation du voisinage d’un point mate´riel. Cependant, F ne con-
tient pas seulement l’information relative au changement de forme mais
aussi celle relative au mouvement de corps rigide. L’approche utilise´e
dans de nombreux codes e´le´ments finis et notamment le code Abaqus
consiste a` introduire une configuration particulie`re : la configuration
relaˆche´e. Cette configuration est suppose´e eˆtre celle obtenue en relaˆchant
les contraintes internes tout en bloquant les me´canismes de plasticite´.
L’introduction de cette configuration relaˆche´e se traduit localement par
une de´composition multiplicative du gradient de la transformation :
F = F e · F p (3.27)
ou` F e repre´sente la transformation locale de la configuration relaˆche´e
a` la configuration actuelle (partie re´versible de la transformation locale
F ) et F p repre´sente la transformation locale entre la configuration ini-
tiale et la configuration relaˆche´e. Sous les hypothe`ses conside´rant que,
dans le cas des mate´riaux me´talliques, la transformation e´lastique est
source de petites de´formations, bien que de grandes rotations soient
possibles et que la vitesse de rotation plastique est ne´gligeable devant
la vitesse de de´formation e´lastique, on montre alors que la vitesse de
de´formation D est la somme de deux contributions, l’une e´lastique et
l’autre plastique de sorte que :
D = De +Dp (3.28)
Enfin, la loi de comportement doit eˆtre invariante par rapport a` un
changement de re´fe´rentiel d’observation (principe d’objectivite´). L’ex-
tension du formalisme des petites aux grandes de´formations, qui permet
de contourner cette difficulte´, est bien connue : on a besoin de de´finir
un re´fe´rentiel tournant localement avec la matie`re dans lequel on e´crit
la loi de comportement en petites de´formations en assurant l’objectivite´
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de celle-ci. Dans le cas pre´sent, le principe d’objectivite´ sera satisfait
si la loi de comportement est formule´e par rapport a` la configuration
naturelle relaˆche´e Cr et que toutes les quantite´s tournent a` la vitesse
de rotation W , partie antisyme´trique du tenseur gradient de la vitesse.
Ainsi, pour prendre en compte l’e´volution des directions d’anisotropie
pendant le processus de de´formation, on suppose que le mate´riau ini-
tialement orthotrope le reste pendant la de´formation et que les axes
d’orthotropie du mate´riau tournent a` la vitesse de rotation W .
3.4 Mode´lisation thermome´canique
3.4.1 Equation de la chaleur
Le cadre utilise´ est celui de la Thermodynamique des Processus Irre´-
versibles (TPI). A chaque instant t d’un processus quasi-statique, l’e´tat
thermodynamique d’un domaine mate´riel Ω en un point est comple`te-
ment de´fini par la connaissance des valeurs a` cet instant d’un certain
nombre de variables d’e´tat ou thermodynamiques ne de´pendant que
du point conside´re´. L’ine´galite´ de Clausius Duhem, e´tablie a` partir de
la forme locale du Second Principe, permet d’introduire la dissipation
d’e´nergie d :
d = σ : Dp −AkV˙k − q
T
grad(T ) ≥ 0 (3.29)
ou` σ de´signe de tenseur des contraintes de Cauchy, Dp le tenseur
eule´rien des vitesses de de´formation plastique, Vk les variables internes
de nature scalaire ou tensorielle, Ak les variables associe´es aux variables
internes, q le vecteur flux de chaleur, T la tempe´rature. Cette ine´galite´
est souvent se´pare´e en deux contributions : une contribution d1
7 appele´e
dissipation intrinse`que ou dissipation me´canique (part d’e´nergie dissipe´e
par des me´canismes irre´versibles internes au sein du milieu continu) et
une contribution d2, dissipation thermique par conduction, toutes deux
suppose´es eˆtres se´pare´ment positives :
d1 = σ : D
p −AkV˙k ≥ 0 et d2 = − q
T
grad(T ) ≥ 0 (3.30)
De´duite du Premier Principe de la thermodynamique, l’e´quation de
la chaleur s’e´crit en configuration eule´rienne :
ρCT˙ + div(q)︸ ︷︷ ︸
¬
= σ : Dp −AkV˙k︸ ︷︷ ︸
­
+ ρT
∂2Ψ
∂De∂T
: De + ρ
∂2Ψ
∂Vk∂T
: V˙k︸ ︷︷ ︸
®
+ r︸︷︷︸
¯
(3.31)
avec C chaleur spe´cifique. Le membre ¬ de cette e´quation corre-
spond aux taux d’absorption ou de de´sorption de chaleur et aux varia-
tions dans l’espace du flux de chaleur dues aux fuites thermiques par
conduction dans le milieu. Le premier terme du membre de droite
7Dans un soucis d’homoge´ne´ite´ des notations, d1 sera note´e par la suite w
′
d
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(terme ­) repre´sente la dissipation intrinse`que d1 = w
′
d, conse´quence des
phe´nome`nes irre´versibles se produisant au niveau de la microstructure
(e´crouissage, endommagement...) lors de la de´formation du mate´riau.
® est un terme permettant de tenir compte des couplages thermome´ca-
niques. En l’occurence, le terme de droite est classiquement appele´
couplage thermoe´lastique ou isentropique (un mate´riau thermoe´lastique
tend a` se refroidir lorsqu’il est sollicite´ en traction ou inversement a` se
re´chauffer lorsqu’on le comprime). Le terme de gauche repre´sente les
termes de couplage ge´ne´re´s par d’autres phe´nome`nes thermome´caniques
(changement de phase des Alliages a` Me´moire de Formes par exemple).
r (terme ¯) repre´sente une production interne de chaleur cre´e´e par des
sources externes (effet joule par exemple). A l’exception de r, les ter-
mes ¬, ­, ® du membre de gauche de l’e´quation (3.31) repre´sentent les
sources de chaleur d’origine me´canique de´signe´s par la suite w′ch. Ces
sources sont active´es par la dissipation intrinse`que et par les termes de
couplages thermome´caniques.
3.4.2 Bilan e´nerge´tique
La puissance associe´e a` une transformation me´canique peut eˆtre cal-
cule´e de deux manie`res. En effet, l’hypothe`se de processus de de´forma-
tion quasi-statique associe´e au the´ore`me de l’e´nergie cine´tique permet-
tent d’e´crire l’e´galite´ des puissances des efforts inte´rieurs et exte´rieurs a`
tout instant, soit :
W ′ext = −W ′int (3.32)
Le membre de gauche de cette e´quation peut eˆtre e´value´ dans le cas
d’essais me´caniques tels que ceux qui ont e´te´ re´alise´s dans la the`se de
Thomas Pottier par exemple (voir chapitre 6) a` partir des mesures des
efforts et des de´placements :
W ′ext =
∫
∂D
~F · ~˙u dS (3.33)
Le membre de droite correspondant a` la puissance des efforts in-
te´rieurs est donne´ par :
W ′int = −
∫
D
σ : D dV (3.34)
ou` σ est le tenseur des contraintes de Cauchy et D est le tenseur des
taux de de´formations. Si l’on conside`re les quantite´s locales volumiques,
le terme w′ext peut eˆtre de´compose´ en une partie e´lastique w′e, re´versible,
re´cupe´rable a` la de´charge, et une partie w′a dite ane´lastique (w′ext =
w′e + w′a). On constate expe´rimentalement qu’une partie w′d seulement
de w′a se transforme en chaleur, l’autre partie w′s est bloque´e ou stocke´e
par le mate´riau. Le bilan e´nerge´tique d’un essai me´canique peut eˆtre
re´sume´ comme suit : 
w′ext = w′e + w′a
w′a = w′d + w
′
s
w′ch = w
′
d + w
′
ctm
(3.35)
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Tableau 3.1 – Expressions des puissances et e´nergies mises en jeu dans un bilan d’e´nergie d’un essai me´canique.
De´signation Puissances Energies
fournie w′ext = −w′int = σ : D Wext = −Wint =
∫ t
t0
(
∫
D
w′ext dV ) dt
e´lastique w′e = σ : De We =
∫ t
t0
(
∫
D
w′e dV ) dt
ane´lastique w′a = σ : Dp Wa =
∫ t
t0
(
∫
D
w′a dV ) dt
dissipe´e w′d = d1 Wd =
∫ t
t0
(
∫
D
w′d dV ) dt
stocke´e w′s = AkV˙k Ws =
∫ t
t0
(
∫
D
w′s dV ) dt
de couplages w′ctm = ρT
∂2Ψ
∂De∂T : D
e + ρ ∂
2Ψ
∂Vk∂T
: V˙k Wctm =
∫ t
t0
(
∫
D
w′ctm dV ) dt
calorifique totale w′ch = w
′
d + w
′
ctm Wch =
∫ t
t0
(
∫
D
w′ch dV ) dt
Le Tableau 3.1 permet de pre´ciser les diffe´rentes expressions des puis-
sances et e´nergies mises en jeu lors d’un tel bilan8.
3.4.3 Coefficient de Taylor-Quinney
Le bilan e´nerge´tique que nous venons de pre´senter met en e´vidence
que le calcul des sources de chaleur w′ch passe par une de´composition
de la puissance ane´lastique w′a en une partie dissipe´e w′d et une par-
tie stocke´e w′s. L’e´valuation de cette dernie`re grandeur peut eˆtre re´al-
ise´e a` partir de deux approches distinctes. La premie`re consiste a` tra-
vailler sur l’expression du potentiel thermodynamique et le choix des
variables internes en s’appuyant e´ventuellement sur des conside´rations
d’ordre microscopique9. La seconde approche repose sur le coefficient
de Taylor-Quinney10. L’introduction de ce coefficient pre´suppose qu’il
existe un parame`tre mate´riau nomme´ β repre´sentant la fraction de puis-
sance ane´lastique dissipe´e sous forme de chaleur telle que :
β =
w′d
w′a
(3.36)
ou encore
w′s = w
′
a(1− β) (3.37)
Longtemps conside´re´ comme constant, ce coefficient peut eˆtre sensi-
ble a` diffe´rents facteurs telle la de´formation ou la vitesse de de´formation.
8H. Louche. Analyse par thermographie infrarouge des effets dissipatifs de la lo-
calisation dans des aciers. PhD thesis, Universite´ de Montpellier II, 1999
9F. Hild. Endommagement, rupture et changements d’e´chelles dans les mate´riaux
homoge`nes. HDR, Universite´ Pierre et Marie Curie, Paris 6, 1998
10G.I. Taylor and H. Quinney. The latent heat remaining in a metal after cold
working. Proc. Roy. Soc. London A, 163:157–181, 1937
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Nous pre´senterons au chapitre 6 du pre´sent me´moire, plusieurs mode`les
identifie´s par me´thode inverse pre´disant l’e´volution de ce parame`tre en
fonction de la de´formation.
3.4.4 Equation de la chaleur simplifie´e
Les travaux mene´s dans le cadre de la the`se de Thomas Pottier visant
a` identifier le coefficient de Taylor-Quinney repose sur une forme simpli-
fie´e de l’e´quation de la chaleur (3.31). Les calculs sont re´alise´s suivant
les quatre hypothe`ses suivantes :
Couplages En l’absence de variables internes dans le formalisme choisi,
autres que les tenseurs e´lastiques et plastiques, le terme w′ctm ne
de´pend que du couplage thermoe´lastique de sorte que w′ctm =
w′thel = −αT0 ddt(Tr(σ)), ou` α est le coefficient de dilatation ther-
mique et T0 la tempe´rature initiale d’e´quilibre.
Flux de chaleur Le flux de chaleur q par conduction est mode´lise´ par
la loi de Fourier q = −k grad(T ) ou` k est la conductivite´ ther-
mique suppose´e constante.
Sources exte´rieures Le terme de source exte´rieure r est inde´pendant
du temps. Pour s’affranchir de ce terme, les calculs seront re´alise´s
en adoptant le changement de variable θ = T − T0 ou` T0 est la
tempe´rature initiale d’e´quilibre.
Terme convectif Dans la de´rive´e particulaire T˙ = ∂T∂t + v · grad(T ),
le terme convectif repre´sentant le transport de chaleur duˆ au mou-
vement de matie`re est ne´glige´ (vitesse v des particules suppose´e
faible au cours de l’essai me´canique) de sorte que T˙ = ∂T∂t .
En tenant compte de ces diffe´rentes hypothe`ses, l’e´quation de diffu-
sion de la chaleur prend la forme suivante :
ρC
∂θ
∂t
− k∆θ = w′ch (3.38)
3.5 Conclusion
J’ai souhaite´ effectuer dans ce chapitre les diffe´rents rappels relatifs
a` la formulation classique du comportement e´lastoplastique d’un mi-
lieu continu. Les travaux mene´s depuis plusieurs anne´es au laboratoire
sur l’e´tude du comportement de mate´riaux me´talliques tels que le titane
m’ont conduit a` pre´senter le crite`re de plasticite´ anisotrope de Hill. C’est
sur la base de ce crite`re que repose la plupart des travaux pre´sente´s dans
les chapitres qui suivent. D’autres crite`res sont bien e´videmment sus-
ceptibles d’eˆtre utilise´s pour simuler la mise en forme des toˆles lamine´es
de titane. Sans en dresser une liste exhaustive, j’introduis a` ce titre le
crite`re de Cazacu. Ce crite`re est actuellement en cours d’imple´mentation
dans le code EF Abaqus par l’un des partenaires du projet Optimist,
projet auquel le laboratoire est associe´ (voir chapitre 5). Je pre´sente
par ailleurs le mode`le thermique utilise´ dans le cadre de la the`se de
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Thomas Pottier afin de calculer l’e´volution de la variable d’e´tat tem-
pe´rature au cours d’un essai me´canique en introduisant le coefficient β
de Taylor-Quinney. Les re´sultats des identifications de plusieurs mode`les
pre´disant l’e´volution de β en fonction de la de´formation seront pre´sente´s
au chapitre 6.
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CHAPITRE 4
Mesures de champs cine´matiques et
thermiques
4.1 Introduction
Pour chaque e´tude entreprise depuis mon arrive´e au laboratoire, des
techniques de mesure de champ tant cine´matique que thermique ont e´te´
mises en œuvre afin d’e´tudier le comportement thermo-me´canique des
mate´riaux. D’un point de vue cine´matique, les mesures des champs de
de´placement et de de´formation sont re´alise´es sur la base d’une me´thode
de corre´lation ou de ste´re´o-corre´lation d’images nume´riques. Dans le
cas des e´tudes ne´cessitant des mesures de tempe´rature, un dispositif de
thermographie infrarouge a e´te´ utilise´. Ce chapitre vise a` pre´senter les
moyens de mesures ainsi que les outils associe´s pour traiter les diverses
informations.
4.2 Mesures de champs cine´matiques
4.2.1 Mate´riels et travaux associe´s
Fortement de´veloppe´e en France au milieu des anne´e 90, la technique
de corre´lation permet a` partir d’images nume´riques prises au moyen de
came´ras ou d’appareils photos nume´riques de de´terminer avec pre´cision
des de´placements locaux a` la surface d’une e´prouvette. Au laboratoire
Symme, les premiers travaux en lien avec cette technique ont e´te´ de´velop-
pe´s par Pierre Vacher a` partir de 1995. Au fil du temps, diffe´rentes
came´ras et appareils photos nume´riques ont e´te´ achete´s. Le tableau 4.1
rassemble les principales caracte´ristiques des mate´riels que j’ai utilise´s.
La came´ra Hamamatsu C4742-95 est la premie`re came´ra avec laquelle
j’ai commence´ a` travailler en 2003 en compagnie successivement de deux
e´tudiants Fre´de´rik Ducher et Alban Le Port. Elle nous a permis d’e´tudier
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Tableau 4.1 – Principales caracte´ristiques des came´ras et appareils photos nume´riques utilise´es dans le cadre de mes travaux de
recherche.
De´signation Type De´finition (pixels) Capteur Img./s Re´f. travaux encadre´s
Hamamatsu C4742-95 Came´ra 1280 × 1024 CCD 6.4 F. Ducher, A. Le Port
Nikon D200 Reflex 3872 × 2592 CCD 5 T. Pottier
EoSens CL Came´ra 1280 × 1024 CMOS 500 J. Raujol-Veille´
Photron Fastcam SA3 Came´ra 1024 × 1024 CMOS 2000 R. Billard
finement le comportement en traction du titane commercialement pur.
Les principaux re´sultats de ces travaux seront pre´sente´s au chapitre 5.Un CCD (Charge-Coupled Device ou disposi-
tif de transfert de charge) est un capteur
photographique. Mettant a` profit l’effet pho-
toe´lectrique, il permet aux photons incidents
d’arracher des e´lectrons a` chaque e´le´ment
actif (photosite) d’une matrice de capteurs
e´le´mentaires appele´s photodiodes. Le nom-
bre d’e´lectrons collecte´s est propotionnel a` la
quantite´ de lumie`re rec¸ue. Les charges sont
transforme´es en tension, proportionnelle au
nombre d’e´lectrons, dans la capacite´ d’une
diode. Le signal est ensuite filtre´ avant d’eˆtre
amplifie´ et nume´rise´. Le CMOS (Comple-
mentary Metal Oxyde Semiconductor) est
e´galement un capteur photographique ap-
parus dans les anne´es 1980 (c’est a` dire
10 ans apre`s la technologie CCD). La tech-
nologie CMOS rivalise donc avec la tech-
nologie CCD au travers de diffe´rents avan-
tages lie´s notamment a` un couˆt de produc-
tion moindre et l’inte´gration d’une logique
d’amplication couple´e aux cellules photodi-
odes lui permettant de convertir directement
l’image nume´rique contrairement au capteur
CCD.
C’est e´galement sur la base de ces travaux de recherche que, dans un
premier temps seul, j’ai de´veloppe´ une me´thode inverse d’identification
de parame`tres mate´riaux (type recalage de mode`les e´le´ments finis) a`
partir de mesures de champs cine´matiques. Soutenue par le laboratoire
notamment au travers de l’obtention d’une bourse ministe´rielle, ce fut
le de´but de la the`se de Thomas Pottier co-encadre´e par Pierre Vacher.
Nous avons alors opte´, au de´triment de la re´solution temporelle, pour
deux appareils photographiques nume´riques de type reflex (Nikon D200)
offrant une bien meilleure re´solution spatiale que la came´ra Hamamatsu.
Les travaux de Thomas reposent sur deux types d’essais : (i) des essais
plan avec mesures de champs de de´placement par corre´lation d’images
et (ii) des essais hors plan avec mesures de de´placement tridimension-
nel par ste´re´o-corre´lation (voir le chapitre 6). Plus re´cemment, deux
came´ras nume´riques rapides ont e´te´ achete´es au travers de deux projets
de recherche : le projet Defi visant a` e´tudier un proce´de´ de mise en
forme par faible contact (The`se de Jonathan Raujol-Veille´ et Mathieu
Vautrot) et le projet Clovis visant a` concevoir un implant universel
pour fixer les fractures du fe´mur proximal chez la personne aˆge´e (The`se
de Re´mi Billard).
4.2.2 Mesures de champs de de´placement sur surface plane
par corre´lation d’images
4.2.2.1 Principe de base
Cette section vise a` rappeler le principe permettant de mesurer les
de´placements bidimensionnels a` la surface d’un objet par analyse d’une
se´quence d’images acquises a` des instants diffe´rents. Pour ces mesures,
un appareil photographique ou une came´ra nume´rique place´ perpendic-
ulairement a` la surface a` observer enregistre les images de l’e´prouvette
au cours de l’essai (Figure 4.1). La distance entre le syste`me de vision
et l’e´prouvette est maintenue constante. La surface devant pre´senter
une texture suffisamment ale´atoire et contraste´e pour eˆtre analyse´e, un
motif a` niveaux de gris ale´atoires a e´te´ re´alise´ sur toutes les e´prouvettes
des mate´riaux e´tudie´s. Ce motif est obtenu au moyen de bombes de
peinture. La surface est tout d’abord peinte en blanc mat. Des gout-
telettes de peinture noire mate sont ensuite pulve´rise´es sur la surface.
La dimension des taches est en ge´ne´rale comprise entre 2 et 10 pixels.
Ainsi, chaque pixel du capteur va fournir une information code´e sur un
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Caméra IR
CEDIP-JADE III
Eprouvette
Reflex Nikon D200
(a) (b)
Figure 4.1 – (a) Essai couplant mesures de champs cine´matiques (reflex Nikon D200) et thermiques (Came´ra IR CEDIP-JADE III).
(b) Se´quence d’images nume´riques visibles de l’e´prouvette avant post-traitement.
nombre de bits de´fini par la sensibilite´ du capteur (typiquement 8, 12 et
16 bits).
Cette information correspond au flux lumineux rec¸u sur ce pixel.
Par exemple, l’information sur un pixel d’un capteur 8 bits prendra
une valeur comprise entre 0 (pas de flux) et 255 (flux maximum). Au
final, chaque image correspond a` un tableau 2D dont chaque case a` une
valeur que l’on appelle niveau de gris. La technique mise en œuvre pour
de´terminer le champ de de´placements avec le logiciel 7D est une me´thode
d’appariement de pixels par corre´lation1 2 3 4. Dans cette approche
classique, l’image initiale est divise´e en e´le´ments carre´s. La dimension
des e´le´ments de cette grille correspond a` la base extensome´trique utilise´e
pour le calcul des de´formations (Figure 4.2). Suivant les e´tudes que nous
avons re´alise´es, cette dernie`re varie de 10 × 10 pixels a` 16 × 16 pixels.
Pour retrouver la grille de´forme´e, on recherche dans l’image de´forme´e en
chacun des nœuds de cette grille un motif d’une feneˆtre de corre´lation
D qui soit le plus semblable au motif initial en terme de niveaux de gris.
L’appariement d’un point de de´part est un pre´alable indispensable qui
est re´alise´ soit de manie`re automatique ou au travers d’une approche
manuelle par l’utilisateur. La feneˆtre de corre´lation (domaine D) est un
carre´ centre´ sur le nœud dont la taille varie de 10× 10 pixels a` 16× 16
pixels en fonction de nos e´tudes. Deux formulations du coefficient de
corre´lation quantifiant le niveau de ressemblance entre deux sous-images
ont e´te´ utilise´es :
Crite`re NCC (Normalized Cross Correlation) : La formulation
du coefficient est telle que la contribution de diffe´rentes valeurs
d’intensite´ est normalise´e. Ce crite`re tend vers ze´ro lorsque les
deux motifs sont similaires ou relie´s par un facteur multiplicatif.
1P. Vacher, S. Dumoulin, F. Morestin, and S. Mguil-Touchal. Bidimensionnal
strain measurement using digital images. Proc. Inst. Mech. Eng., 213:811–817, 1999
2P. Vacher. Apport des techniques de corre´lation d’images en me´canique : Analyse
de de´formations et nume´risations 3D. HDR, Universite´ de Savoie, 2003
3S. Dumoulin. De l’utilisation d’une loi monocristalline en vue de la caracte´risation
du comportement plastique d’un monocristal d’aluminium. PhD thesis, Universite´ de
Savoie, 2001
4T. Coudert. Reconstruction tridimensionnelle du volume inte´rieur d’une chaus-
sure : e´valuation du chaussant. PhD thesis, Universite´ de Savoie, 2005
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Figure 4.2 – (a) Image initiale avec domaine de corre´lation D centre´ sur un noeud A. (b) Image de´forme´e. Le domaine de corre´lation
initialement de forme carre´e a e´te´ successivement de´forme´ afin de trouver le noeud a homologue du noeud A sur l’image initiale. (c)
Grilles des analyses a` 25%, 50%, 75% et 100% de progression de calculs montrant la technique de balayage mise en œuvre au sein du
logiciel 7D.
Il a pour expression :
C = 1−
∑
i∈D
f(Xi)× g(xi)√∑
i∈D
(f(Xi))2 ×
∑
i∈D
(g(xi))2
(4.1)
Pour chaque pixel i du domaine D , la fonction f et la fonction
g retournent respectivement la valeur du niveau de gris du pixel
de coordonne´es X dans l’image de re´fe´rence et x dans l’image a`
corre´ler.
Crite`re ZNCC (Zero mean Normalized Cross Correlation) : Ce
crite`re est invariant a` une valeur additive et multiplicative pre`s des
niveaux de gris sur l’un des deux domaines. Il tend e´galement vers
ze´ro lorsque les deux motifs sont similaires. Son expression est
donne´e par l’e´quation suivante :
C = 1−
∑
i∈D
(
f(Xi)− f¯
)× (g(Xi)− g¯)√∑
i∈D
(
f(xi)− f¯
)2 ×∑
i∈D
(g(Xi)− g¯)2
(4.2)
f¯ et g¯ sont respectivement les niveaux de gris moyens sur les do-
maines de corre´lation de l’image de re´fe´rence et de l’image a` cor-
re´ler.
Figure 4.3 – Surface de´crivant le
parame`tre de corre´lation NCC dans le
cas d’une interpolation bi-cubique des
niveaux de gris et pour une taille de motif
ainsi qu’une base extensome´trique de 16
× 16 pixels.
Une surface de corre´lation est alors construite en e´valuant ce coefficient
en chaque point pixel du motif (Figure 4.3). En re´alite´, pour des raisons
de temps de calcul, cette surface n’est jamais calcule´e entie`rement lors
d’une analyse. Par ailleurs, pour obtenir un mode`le continu de la lu-
minance de la sce`ne observe´e, ne´cessaire aux calculs des coefficients de
corre´lation, une interpolation bi-line´aire ou bi-cubique des niveaux de
gris est mise en œuvre. Elle permet ainsi de localiser l’optimum avec
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une pre´cision sub-pixel. Pour augmenter le niveau de corre´lation, ce
domaine initialement de forme carre´ est successivement de´forme´ par ap-
plication de la transformation me´canique de´crivant le de´placement du
motif. Le champ de de´placement de chaque e´le´ment de grille est estime´
sous une forme biline´aire :{
u(X,Y ) = a ·X + b · Y + c ·X · Y + d
v(X,Y ) = e ·X + f · Y + g ·X · Y + h (4.3)
a, b, c, d, e, f , g et h repre´sentant 8 parame`tres d’approximation des
composantes des de´placements u(X,Y ) et v(X,Y ).
Cette recherche de l’optimum sur la surface est re´alise´e par la me´th-
ode du gradient. Au sein du logiciel 7D utilise´, le crite`re de convergence
est e´tabli comme un produit de trois conditions logiques de´finies telles
que :
¬ Le de´placement d’un point de la grille entre deux pas de calculs
est infe´rieur a` δu. Parame`tre de´nomme´ admit variation dans 7D.
­ Et : l’e´cart entre deux points communs appartenant a` deux quadri-
late`res voisins est infe´rieur a` eq. Parame`tre de´nomme´ variation
pattern dans 7D.
® Et : l’e´cart maximum entre les angles oppose´s d’un meˆme quadri-
late`re est infe´rieur a` αmax. Parame`tre de´nomme´ angular variation
dans 7D.
4.2.2.2 Post-traitement des de´placements
Le formalisme utilise´ pour le calcul des de´formations est exprime´
dans le cadre des grandes transformations. En introduisant le vecteur
de´placement u(X), un point X = (X,Y ) de l’image de re´fe´rence verra
ses coordonne´es transforme´es en x = (x, y) selon la relation :
x = X + u(X) (4.4)
Les composantes du tenseur gradient de la transformation F = 1 +
∇u sont calcule´es a` partir des e´quations (4.3) de sorte que :
F =
[
1 + a+ c · Y b+ c ·X
e+ g · Y 1 + f + g ·X
]
(4.5)
Les tenseurs Lagrangiens sont construits a` partir du tenseur de Cauchy-
Green droit C de´fini par :
C = F t · F (4.6)
A ce stade, il alors possible de de´finir diffe´rents tenseurs de de´forma-
tion. Le logiciel 7D donne acce`s :
¬ aux de´formations de Green-Lagrange E :
E =
1
2
(C − 1) (4.7)
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­ aux de´formations principales (EI et EII) et directions principales
associe´es
EI =
E11 + E22
2
+
1
2
√
(E11 − E22)2 + 4E212
EII =
E11 + E22
2
− 1
2
√
(E11 − E22)2 + 4E212
(4.8)
tan(2α) =
2E12
E11 − E22 (4.9)
® aux de´formations logarithmiques ou de Hencky exprime´es dans les
axes principaux 
εI =
1
2
ln(2EI + 1)
εII =
1
2
ln(2EII + 1)
(4.10)
ces dernie`res grandeurs permettant d’obtenir une mesure additive
des de´formations.
4.2.2.3 Incertitudes des mesures
L’utilisation d’un outil me´trologique ame`ne ine´vitablement la ques-
tion de l’estimation des incertitudes de mesure. Cette taˆche est tre`s
de´licate dans la mesure ou` de tre`s nombreux parame`tres viennent per-
turber les re´sultats5 : l’e´clairage, le bruit de la came´ra, les gradients
de de´formation, la qualite´ du marquage ale´atoire, les de´placements hors
plan, la taille du motif... Plusieurs me´thodes ont e´te´ teste´es pour iden-
tifier ces incertitudes6 :
Crite`re sur les e´carts entre quadrilate`res : Ce crite`re est de´fini a`
partir de l’ensemble des distances se´parant les sommets des quadri-
late`res adjacents retrouve´s apre`s de´formation. Par continuite´ de
la matie`re, ces distances devraient eˆtre nulles. Ce crite`re conduit
a` une incertitude d’environ 0,01 pixel pour des images peu de´for-
me´es (de´formation infe´rieure a` 5%) et de l’ordre de 0,3 pixel pour
celles fortement de´forme´es (100 %). Il correspond a` une mesure de
fide´lite´.
Crite`re par rapport a` des de´formations nume´riques d’images :
Les analyses sont re´alise´es sur des images de´forme´es nume´rique-
ment. Les re´sultats mettent en e´vidence des incertitudes sur les
de´placements de l’ordre du millie`me de pixel dans le cas de pe-
tites de´formations et de l’ordre de 0,08 pixel pour des valeurs de
de´formations e´leve´es.
5M. Bornert, F. Bre´mand, P. Doumalin, J.-C. Dupre´, M. Fazzini, M. Gre´diac,
F. Hild, S. Mistou, J. Molimard, J.-J. Orteu, L. Robert, Y. Surrel, P. Vacher, and
B. Wattrisse. Assessment of digital image correlation measurement errors: methodol-
ogy and results. Experimental Mechanics, 49:353–370, 2009
6T. Coudert. Reconstruction tridimensionnelle du volume inte´rieur d’une chaus-
sure : e´valuation du chaussant. PhD thesis, Universite´ de Savoie, 2005
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Crite`re par rapport a` un de´placement de corps solide : Un de´-
placement de corps solide perpendiculaire a` l’axe optique de la
came´ra est impose´ a` un e´chantillon et un calcul est mene´ afin de
ve´rifier que les de´formations sont nulles. Cette de´marche met en
e´vidence un bruit de mesure de l’ordre de 0.008 pixel dans le cas
d’un de´placement de 100 µm en translation d’un e´chantillon plan
perpendiculairement a` l’axe optique de la came´ra.
Au regard de ces diffe´rents re´sultats, le bruit de mesure issue de la
corre´lation d’images dans nos diffe´rentes e´tudes sera conside´re´ comme
e´tant compris entre 1/100 de pixel et 0.3 pixel suivent que les de´forma-
tions seront petites ou importantes.
4.2.3 Mesures de champs de de´placement tridimensionnels
par ste´re´o-corre´lation
4.2.3.1 Pre´ambule
La ste´re´ovision est une me´thode de mesure qui consiste, a` partir
d’images prises sous diffe´rents angles de vue, a` de´terminer les dimen-
sions, les formes ou les positions d’objets. Nous pre´sentons ici une
technique de ste´re´o-corre´lation d’images utilisant deux appareils pho-
tographiques reflex. Cette instrumentation a e´te´ utilise´e a` plusieurs
reprises dans mes travaux de recherche afin de reconstruire notamment la
forme d’une verte`bre et d’ope´rer des mesures de champs de de´placement
tridimensionnels sans contact. De´veloppe´e au laboratoire par Pierre
Figure 4.4 – Banc ste´re´oscopique mis
en œuvre dans le cadre de la the`se
de Thomas Pottier afin de mesurer les
de´placements tridimensionnels au cours
d’un essai sur une e´prouvette pre´sentant
des champs de de´formation fortement
he´te´roge`nes.
Vacher a` partir de l’anne´e 2000, la technique consiste a` proce´der a` l’inter-
corre´lation de deux images prises par deux appareils dont les axes fo-
caux ne sont pas coline´aires. Parmi les e´tudes mene´es, diffe´rents bancs
de mesures ont e´te´ mis en œuvre. Le plus re´cent, pre´sente´ dans la Fig-
ure 4.4, a servi a` mesurer les de´placements sur une surface non-plane
d’un e´chantillon pre´sentant des de´formations fortement he´te´roge`nes (re´-
sultats pre´sente´s au chapitre 6). Il est constitue´ de deux appareils pho-
tographiques (type reflex) Nikon D200 dont le de´clenchement des deux
prises de vue est synchronise´ a` distance par une te´le´commande. Au cours
de l’essai, chaque appareil photo va ainsi enregistrer une image du flanc
en cours de de´formation. La chaˆıne d’acquisition nume´rique permettant
de proce´der a` une reconstruction 3D de la surface de´forme´e a` partir de
chaque paire d’image exige trois e´tapes successives :
• calibrage,
• appariement,
• triangulation,
pre´sente´es dans les paragraphes qui suivent.
4.2.3.2 Calibrage
La phase de calibrage permet de de´terminer les parame`tres intrinse`-
ques ~p de chaque appareil photographique (distances focales fg et fd,
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coefficients lie´s aux distorsions induites par les objectifs...) ainsi que
le vecteur de calibration (position relative et orientation entre les deux
appareils). Cette ope´ration de calibrage est re´alise´e au moyen d’une
mire plane pre´sentant des motifs a` niveaux de gris ale´atoires (Figure 4.5).
Cette mire, dont les dimensions sont connues a priori, est photographie´e
Figure 4.5 – Image de la mire plane
utilise´e lors de l’ope´ration de calibrage
du syste`me de ste´re´ovision. Cette mire
repre´sente un mouchetis ale´taoire.
dans plusieurs positions de l’espace. La donne´e d’une valeur initiale
au jeu de parame`tres inconnus permet alors de reconstruire une surface
diffe´rente par paire d’images. Le proble`me d’optimisation qui en de´coule
conduit a` une actualisation du jeu de parame`tres inconnu jusqu’a` ce
que toutes les reconstructions aboutissent a` la meˆme ge´ome´trie de la
mire. Comme le montre la Figure 4.6, l’espace tridimensionnel de la
x
y
z
Tgd
Tg
Td
Figure 4.6 – Repre´sentation des dif-
fe´rentes transformations ge´ome´triques
permettant de de´crire la position et
l’orientation des deux appareils pho-
tographiques lors de la phase de calibrage
avec la mire.
sce`ne est muni d’un repe`re Re lie´ au plan de l’e´chantillon et chacun des
appareils gauche et droit est muni de son propre repe`re Rg et Rd. Il
existe alors deux transformations rigides (note´es Tg et Td) permettant
de passer de chacun de ces re´fe´rentiels dans le repe`re e´prouvette Re et
ceci pour chaque paire d’images i de la mire. En conse´quence, il existe
une composition line´aire de ces transformations permettant de passer du
repe`re Rd au repe`re Rg telle que:
Tgd = Td · T−1g (4.11)
avec pour la ie`me image de la mire
Tg =
[
Rig t
i
g
0t 1
]
et Td =
[
Rid t
i
d
0t 1
]
(4.12)
ou` Rig et R
i
d sont les rotations permettant le changement des repe`res
gauche et droit avec le repe`re e´prouvette, tig et t
i
d sont les transla-
tions associe´es. Les inconnues lie´es a` ces transformations ge´ome´triques
auxquelles s’ajoutent celles propres aux appareils ~p permet d’exprimer
une fonctionnelle f(Rig, R
i
d, t
i
g, t
i
d, ~p) qu’il convient de minimiser au re-
gard des mesures. Plusieurs me´thodes d’optimisation ite´ratives peu-
vent eˆtre utilise´es7. Dans le cas du logiciel 7D, cette fonctionnelle est
la somme des erreurs quadratiques de l’appareil gauche δig et des er-
reurs quadratiques de l’appareil droit δid
8. Un algorithme de Levenberg-
Marquardt est utilise´ afin de re´soudre ce proble`me d’optimisation. Au
bilan, cette approche permet d’e´valuer les trois transformations Tgd, Td
et Tg mais aussi de corriger les trois distorsions ge´ome´triques e´le´men-
taires des deux syste`mes optiques, c’est-a`-dire les distorsions radiales,
prismatiques et de de´centrages.
4.2.3.3 Appariement
L’appariement ste´re´oscopique consiste a` de´terminer l’e´le´ment d’une
des images correspondant a` un e´le´ment donne´ de l’autre image. Cette
mise en correspondance entre chaque paire d’images est la phase la plus
de´licate de la ste´re´ovision. La litte´rature fait apparaˆıtre de nombreux
7D. Garcia. Mesures de formes et de champs de de´placements tridimensionnels
par ste´re´o-corre´lation d’images. PhD thesis, INP de Toulouse, 2001
8T. Coudert. Reconstruction tridimensionnelle du volume inte´rieur d’une chaus-
sure : e´valuation du chaussant. PhD thesis, Universite´ de Savoie, 2005
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Figure 4.7 – Exemples de motifs de grilles utilise´s par les me´thodes a` base de primitives.
algorithmes pour l’appariement d’images qui peuvent eˆtre globalement
classe´s en deux cate´gories :
Me´thodes a` base de primitives : Cette technique d’appariement re-
pose sur la recherche et l’extraction de primitives, c’est a` dire
d’attributs ge´ome´triques (Figure 4.7) tels que des points, des seg-
ments, des cercles... de´pose´s a` la surface de l’e´chantillon. La mise
en correspondance de ces primitives est base´e sur le choix d’un
ou plusieurs crite`res de similarite´ qui de´pendent notamment de la
forme de la primitive. Ces me´thodes sont rapides dans la mesure
ou` seul un petit sous-ensemble de pixels de l’image est utilise´ mais
peuvent e´chouer si le choix des primitives ne peut eˆtre de´tecte´ de
fac¸on fiable dans les images.
Me´thodes surfaciques : Pour rechercher au sein d’une paire d’images
deux points en correspondance ste´re´oscopique, ces me´thodes visent
a` corre´ler les niveaux de gris d’un domaine d’image dans cha-
cune des vues conside´re´es. Pour pouvoir eˆtre mise en œuvre, les
images doivent satisfaire plusieurs contraintes photome´triques et
ge´ome´triques (pas de reflets spe´culaires des sources d’e´clairage, pas
de textures 3D complexes, conservation d’une relative similarite´
entre les paires d’images).
La chaine nume´rique de ste´re´o-corre´lation que nous avons utilise´e fait
partie de cette deuxie`me cate´gorie. La technique d’appariement re-
pose sur une technique d’analyses des images pre´sentant une surfaces a`
niveaux de gris ale´atoires. Nous ne pre´cisons pas davantage cette tech-
nique qui a e´te´ de´taille´e au paragraphe 4.2.2 et pour laquelle la seule
diffe´rence re´side dans un travail par paires d’images (gauche et droite)
en ste´re´ovision en lieu et place d’images de re´fe´rences et de´forme´es pour
les mesures de champs de de´placements 2D.
4.2.3.4 Triangulation
La dernie`re e´tape d’une mesure par ste´re´ovision est la triangulation.
L’utilisation d’un seul appareil photographique ne permet d’acce´der qu’a`
une information bidimensionnelle. Si l’on conside`re deux points P et Q
d’une sce`ne tridimensionnelle situe´s sur la meˆme droite projective, alors
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Figure 4.8 – Repre´sentation sche´matique de la de´termination de la position tridimensionnelle d’un point d’une sce`ne (une verte`bre)
par triangulation.
ces deux points se projettent sur le plan image de l’appareil de gauche en
un point unique Pg. Il est de`s lors impossible de de´terminer la coordon-
ne´e du point vise´ le long de la droite de projection avec ce seul appareil
photographique. Si l’on adjoint a` ce premier appareil photographique
un second appareil, on constate alors que les deux points P et Q se
projettent dans le plan image en deux points Pd et Qd, intersections
respectives des droites (Cg, Pg) avec les droites (Cd, Pd) et (Cd, Qd). La
position tridimensionnelle du point a e´te´ ainsi de´termine´e par triangu-
lation. En pratique, cette ope´ration ne peut eˆtre re´alise´e que lorsque
:
• les parame`tres intrinse`ques (facteurs d’e´chelle, distances focales...),
les parame`tres de distorsion, les positions et orientations des ap-
pareils photographiques sont connus, c’est a` dire de`s lors ou` l’ope´ra-
tion de calibrage du syste`me ste´re´oscopique a e´te´ re´alise´e (voir
paragraphe 4.2.3.2).
• les points Pd et Pg ont e´te´ apparie´s, c’est a` dire comme correspon-
dant au meˆme point physique P . (voir les paragraphes 4.2.3.3 et
4.2.2).
4.2.3.5 Incertitudes de mesures
D’une manie`re ge´ne´rale, les incertitudes de mesure lie´es aux me´thodes
de reconstruction 3D par ste´re´o-corre´lation d’images de´pendent de nom-
breux parame`tres 9 et sont donc difficiles a` e´valuer. Dans la proce´dure
de nume´risation 3D pre´sente´e ci-dessus, l’erreur de mesure a e´te´ e´tudie´e
au cours des travaux de the`se de Thomas Pottier. Nous re´sumons ici les
9M.A. Sutton, J.H. Yan, V. Tiwari, W.H. Schreier, and J.J. Orteu. The effect of
out-of-plane motion on 2d and 3d digital image correlation measurements. Optics and
Lasers in Engineering, 46:746–757, 2008
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1ère numérisation
Surface reconstruite
Figure 4.9 – (a) Images droite et gauche de la pie`ce de re´fe´rence a` la premie`re nume´risation avec re´fe´rencement des 6 plans de mesures.
(b) Image de la surface a` l’issue de la reconstruction 3D..
re´sultats issus de cette e´tude en conside´rant que l’erreur est divise´e de
manie`re classique en la somme d’une erreur syste´matique (le biais) et
d’une erreur ale´atoire (la variance). Pour e´valuer ces erreurs, 8 nume´ri- Cette e´tude apparaˆıt dans l’article intitule´
Out-of-plane testing procedure for inverse
identification purpose: application in sheet
metal plasticity soumis dans Experimental
Mechanics.
sation 3D sur une pie`ce de re´fe´rence (Figure 4.9 (a)) posse`dant 6 plans
face a` face deux a` deux ont e´te´ re´alise´es. Pour e´valuer l’erreur syste´ma-
tique, deux nume´risations successives de la pie`ces sont compare´es a` des
mesures obtenues a` partir d’une Machine a` Mesurer Tridimensionnelle
(MMT) dont la pre´cision est de ±1µm.
Nous avons alors montre´ que la technique de ste´re´o-corre´lation mise
en œuvre conduit a` des e´carts tant au niveau des mesures de distances
que d’angles entre plans que nous pouvions mode´liser au travers d’une
loi normale de moyenne µ = 20 µm et d’e´cart type σ = 8 µm. Nous ex-
pliquons ce biais important par la mauvaise estimation des dimensions
de la mire de calibration. Pour quantifier l’erreur ale´atoire, plusieurs
nume´risations ont e´te´ effectue´es apre`s notamment un de´placement et
une rotation de la pie`ce de re´fe´rence. Les surfaces de la pie`ce sont alors
reconstruites et compare´es a` une nume´risation de re´fe´rence. La Fig-
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Figure 4.10 – Cartographie des distances
entre deux reconstructions de la pie`ce de
re´fe´rence apre`s un de´placement de 9 mm
et une rotation de 10◦.
ure 4.10 pre´sente un exemple de cartographie des distances normales
entre deux nume´risations 3D. La Figure 4.11 en pre´sente la distribu-
tion. On constate alors que l’erreur ale´atoire suit une loi de distribution
Figure 4.11 – Distribution des distances
normales issues des mesures.
normale de moyenne nulle et d’e´cart type 5 µm. En outre, si l’on sup-
pose que la plupart des parame`tres implique´s restent constants durant
les essais (e´clairage, distance focale, mouchetis, angle entre les appareils
photographiques, e´talonnage...) l’erreur syste´matique n’affecte pas les
mesures10. Dans les travaux qui suivent, faisant intervenir des mesures
de champs tridimensionnelles, cette distibution normale est suppose´e
repre´senter le bruit de mesure expe´rimental.
10J.-P. Chambard, S. Jaminion, M. Tazeroualti, C. Galerne, and F. Hild. 3D dis-
placement field measurement by digital image correlation - metrological study and ap-
plication to composite structures. In Comptes Rendus des JNC, volume 16, Toulouse,
2009
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4.3 Thermographie infrarouge
4.3.1 Came´ra infrarouge
La came´ra utilise´e pour les mesures thermiques est une came´ra Cedip-
Jade III mwir. Elle permet de mesurer des ondes infra-rouges de milieu
de bande, c’est-a`-dire ayant une longueur d’onde comprise entre 3.5 et
5 µm dans une gamme de tempe´rature de 0 a` 40◦C avec une fre´quence
maximale de 150 Hz. Les films d’une re´solution de 240 × 320 pixels sont
issus d’une matrice de de´tecteurs InSb de 30 µm × 30 µm. Chaque de´-
tecteur renvoit un signal e´lectrique proportionnel au flux de rayonnement
rec¸u. Le signal est ensuite amplifie´, nume´rise´ puis corrige´. Deux cor-
rections sont ge´ne´ralement applique´es : (i) une ope´ration appele´e NUC
(Non Uniformity Correction) permettant de corriger la non uniformite´
des de´tecteurs et (ii) une proce´dure de de´tection et de correction des
« mauvais pixels ». A l’issue de ces corrections, les images thermiques
code´es en niveaux informatiques (NI) sont stocke´es en me´moire vive de
l’ordinateur relie´ a` la came´ra. Une dernie`re ope´ration d’e´talonnage per-
met de convertir les images NI en images thermiques (K ou ◦C). Dans
ces conditions, les incertitudes de mesures pre´sentent un biais important
(de l’ordre de ± 2 K) conduisant a` travailler en variations de tempe´ra-
tures (θ = T − T0 ou` T0 est une tempe´rature de re´fe´rence) plutoˆt qu’en
tempe´rature absolue T . Cette artifice conduit a` conside´rer un bruit
de mesure de moyenne nulle. Par ailleurs, la variance des mesures est
estime´e a` 20 mK11. Le bruit des mesures thermiques peut ainsi eˆtre
mode´lise´ par une loi normale bIR ∼ N (0 K, 20 mK).
Dans toutes les expe´riences qui ont e´te´ mene´es, diverses pre´cautions
ont e´te´ prises :
¬ Un de´pot de peinture noire mate a` fort pouvoir e´missif (e´missivite´
ε > 0.9) a e´te´ applique´ sur la surface de l’e´chantillon observe´.
­ Nous avons veille´ a` ce que l’environnement reste stationnaire du-
rant toute la dure´e de l’essai (pas de mouvements de personnes par
exemple).
® Le capteur de la came´ra n’e´tant optimal qu’a` une certaine tempe´ra-
ture, le syste`me e´tait mis en route une trentaine de minutes avant
de commencer a` filmer la sce`ne.
¯ La came´ra est bien en face de la surface a` mesurer.
4.3.2 Traitement de l’information
Le pilotage, l’acquisition et la radiome´trie s’ope`rent en utilisant le
logiciel Altair. Les fonctions avance´es permettent la prise en compte
comple`te de la configuration de la came´ra (objectif, filtre et inte´gration),
des parame`tres d’environnement (e´missivite´, atmosphe`re...) et assurent
la restitution des tempe´ratures observe´es. Des modules de traitement
11H. Louche. Etude de certains phe´nome`nes de localisation a` partir de mesures de
champs thermome´caniques. HDR, Universite´ de Savoie, 2009
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Figure 4.12 – Se´quence d’images de champ de tempe´rature suivant une configuration Eule´rienne. La tempe´rature du coin de l’e´prouvette
repe´re´ par le symbole© se situe au de´but de l’essai en un point repe´re´ par le symbole©. Lorsque l’e´prouvette se de´forme, ce point
ne renseigne plus sur la tempe´rature du coin dans la mesure ou` celui-ci s’est de´place´.
d’images sont e´galement disponibles pour une analyse instantane´e des
re´sultats.
La Figure 4.12 pre´sente le film des tempe´ratures re´alise´ sur une e´prou-
vette de pseudo-cisaillement en titane commercialement pur (the`se de
Thomas Pottier). Aussi inte´ressant que puissent eˆtre ces re´sultats, leur
exploitation n’en reste pas moins une ope´ration de´licate. En effet, lorque
l’on s’inte´resse au comportement thermome´canique des mate´riaux avec
des observations simultane´s de champs de de´placement et de tempe´-
rature, il convient de rapprocher et de synchroniser dans l’espace (et
dans le temps) des grandeurs physiques mesure´es avec des syste`mes
d’acquisition diffe´rents. Cette proble´matique de synchronisation spatio-
temporelle des champs thermiques et cine´matiques a e´te´ initialement
traite´e au sein du laboratoire par Herve´ Louche notamment dans le cadre
des travaux de the`se de Pauline Schlosser12. La technique mise en œu-
vre est une alternative qui a e´te´ de´veloppe´e par Thomas Pottier lors de
son stage de Master au sein du Laboratoire de Me´canique et Inge´nieries
(LaMI) de Clermont-Ferrand puis reprise lors de sa the`se au laboratoire.
La section qui suit re´sume les principales e´tapes de la me´thode. Pour
plus de de´tails, le lecteur pourra se re´fe´rer a` la the`se de Thomas Pottier13
et a` l’article publie´ en 2009 dans la revue Experimental Mechanics14.
4.3.3 Synchronisation spatio-temporelle des champs cine´mati-
ques et thermiques
La synchronisation temporelle entre les bases de temps : machine de
traction - reflex(s) nume´rique(s), repose sur l’e´valuation d’un de´calage
temporel. Dans la mesure ou` les essais sont re´alise´s a` vitesse de de´pla-
12P. Schlosser. Influence of thermal and mechanical aspects on deformation be-
haviour of NiTi alloys. PhD thesis, Universite´ Joseph Fourier, Grenoble, 2008
13T. Pottier. Identification parame´trique par recalage de mode`les e´le´ments finis
couple´e a` des mesures de champs cine´matiques et thermiques. PhD thesis, Universite´
de Savoie, 2010
14T. Pottier, M-P. Moutrille, J-B. Le-Cam, X. Balandraud, and M. Gre´diac. Study
on the use of motion compensation techniques to determine heat sources. application
to large deformations on cracked rubber specimens. Experimental Mechanics, 49:561–
574, 2009
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cement de traverse constante, ce de´calage est calcule´ a` partir :
• d’une mesure de de´placement d’un point distinctif du mors supe´-
rieur dans le cas des essais plans,
• du plus grand de´placement de la face infe´rieure de l’e´prouvette
dans le cas des essais hors plans.
La base de temps de la came´ra IR est recale´e sur la base de la machine
de traction en s’appuyant sur l’instant de la rupture de l’e´prouvette.
La synchronisation spatiale entre champs thermiques et cine´matiques
est re´alise´e en exploitant les mesures de champs de de´placement obtenues
par corre´lation d’images. Dans la mesure ou` le logiciel d’analyse d’images
7D exprime ces diffe´rentes grandeurs (de´placements et de´formations) en
configuration de re´fe´rence (Lagrangienne), cette configuration est celle
qui a e´te´ retenue. La donne´e de quatre points distinctifs de l’e´prouvette
(centre, angles, coins...) sur les images visibles et infra-rouges non de´for-
me´es permet de caracte´riser les deux translations et la rotation ne´ces-
saires a` l’expression des de´placements et des tempe´ratures au sein du
meˆme repe`re. Cette de´marche de recalage imple´mente´e dans l’environ-
nement Matlab permet ainsi de suivre la tempe´rature de n’importe
quel point mate´riel de l’image thermique initiale. Cette me´thode de
synchronisation a e´te´ applique´e dans la the`se de Thomas Pottier afin de
proce´der a` une identification par me´thode inverse de fraction de puis-
sance plastique dissipe´e en chaleur (voir chapitre 6).
4.4 Conclusion
Ce chapitre a permis de pre´senter les principaux outils de mesures
de champs que j’ai utilise´s avec les colle`gues et les e´tudiants depuis mon
arrive´e a` Annecy. L’accent a e´te´ mis sur trois types de mesures :
¬ mesures de champs cine´matiques 2D par corre´lation d’images,
­ mesures de champs cine´matiques 3D par ste´re´ovision,
® mesures de champs de tempe´rature par thermographie infrarouge.
A chaque fois, les moyens mate´riels et le principe de base de ces dif-
fe´rentes techniques sont rappele´s. Il convient maintenant de pre´senter
comment nous avons exploite´ ces diffe´rentes mesures pour e´tudier le com-
portement thermome´canique de mate´riaux me´talliques avec un focus sur
le titane commercialement pur.
CHAPITRE 5
Etude de la mise en forme du titane
5.1 Contexte et motivation scientifique
Jusqu’alors de nombreux travaux de la litte´rature scientifique se sont
inte´resse´s a` ame´liorer les proprie´te´s me´caniques du titane1 2, a` e´tudier
son comportement en corrosion3 4 5, a` analyser sa re´sistance au frotte-
ment6 7. Les e´tudes de´die´es aux proprie´te´s intrinse`ques du mate´riau et Avec 0.6% en masse d’oxyde de titane T iO2
dans la crouˆte terrestre (dixie`me rang), le
titane est un me´tal relativement abondant,
moins que l’aluminium ou le fer, mais bien
plus que le cuivre ou le chrome. L’utilisation
industrielle du titane et de ces alliages re-
monte au de´but des anne´es cinquante. C’est
en effet a` partir de cette date qu’il devient
possible de produire ce me´tal a` des couˆts
raisonnables. Aujourd’hui, si comparative-
ment aux autres me´taux son couˆt reste en-
core relativement e´leve´, le titane et ces al-
liages sont de plus en plus utilise´es dans les
domaines de l’ae´ronautique, de l’e´nergie, de
la chimie, du sport, du me´dical... notam-
ment en raison de ses trois qualite´s de bases
que sont sa bonne re´sistance a` la corrosion,
ses caracte´ristiques me´caniques inte´ressantes
et sa faible masse volumique.
a` sa mise en forme sont beaucoup plus rares et tre`s souvent de nature
expe´rimentale8 9 10. La mise en forme du titane et de ces alliages par un
proce´de´ d’emboutissage ou tout autre proce´de´ n’est pas pour autant une
1A. V. Nagasekhar, U. Chakkingal, and P. Venugopal. Candidature of equal chan-
nel angular pressing for processing of tubular commercial purity-titanium. Journal of
Materials Processing Technology, 173:53–60, 2006
2D. J. Simbi and J. C. Scully. The effect of residual interstitial elements and iron
on mechanical properties of commercially pure titanium. Materials Letters, 26:35–39,
1996
3X. Cheng and Sh. G. Roscoe. Corrosion behavior of titanium in the presence of
calcium phosphate and serum proteins. Biomaterials, 26:7350–7356, 2005
4M. Koike, Z. Cai, H. Fuji, M. Brezner, and T. Okabe. Corrosion behavior of
cast titanium with reduced surface reaction layer made by a face-coating method.
Biomaterials, 24:4541–4549, 2003
5J. E. G. Gonzalez and J. C. Mirza-Rosca. Study of the corrosion behavior of
titanium and some of its alloys for biomedical and dental implant applications. Journal
of Electroanalytical Chemistry, 471:109–115, 1999
6V. V. Stolyarov, L. Sh. Shuster, M. Sh. Migranov, R. Z. Valiev, and Y. T. Zhu.
Reduction of friction coefficient of ultrafine-grained cp titanium. Materials Science
and Engineering A, 371:313–317, 2004
7M. Grenier, D. Dube´, A. Adnot, and M. Fiset. Microstructure and wear resistance
of cp titanium laser alloyed with a mixture of reactive gases. Wear, 210:127–135, 1997
8F.-K. Chen and K.-H. Chiu. Stamping formability of pure titanium sheets. Jour-
nal of Materials Processing Technology, 170:181–186, 2005
9J. Satoh, M. Gotoh, and Y. Maeda. Stretch-drawing of titanium sheets. Journal
of Materials Processing Technology, 139:201–207, 2003
10J.-M. Liu and S.-S. Chou. Study on the microstructure and formability of com-
mercially pure titanium in two-temperature deep drawing. Journal of Materials Pro-
cessing Technology, 95:65–70, 1999
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taˆche si aise´e. Elle repre´sente meˆme une proble´matique majeure. Les
toˆles sont obtenues par laminage, ope´ration qui modifie la microstructure
du mate´riau et induit une anisotropie de comportement tre`s marque´e.
Pour les industriels, la maˆıtrise de la mise en forme a` froid passe par de
longues phases de mises au point par essai/erreur.
Pour re´pondre a` cette proble´matique, diffe´rentes travaux de recherche
visant a` proposer un outil nume´rique permettant de simuler la mise en
forme du titane ont e´te´ mene´s au laboratoire. On donne ci-dessous dans
l’ordre chronologique un descriptif de trois e´tudes auxquelles j’ai e´te´
associe´ :
• Etude sur la mise au point d’une nouvelle instrumentation de cor-
rection des de´formations scoliotiques en partenariat avec la socie´te´
Vitatech, entreprise spe´cialise´e dans la conception, la fabrication
et la distribution d’implants du rachis. (The`se de Fre´de´rik Ducher
commence´ en 2004, abandon du candidat en 2006, montant du
contrat 15 000 Euros).
• Etude et optimisation de la mise en forme par emboutissage du
titane en vue de l’industrialisation de pie`ces pour le packaging en
lien avec la socie´te´ Pivaudran. (Stage Master d’Alban Le Port de
fe´vrier a` septembre 2007).
• Projet de recherche Optimist (Mode´lisation et OPTImisation de
la MISe en forme du Titane) : projet visant a` de´velopper et im-
planter dans des codes de calculs par e´le´ments finis des lois de com-
portement phe´nome´nologiques identifie´es sur des donne´es issues a`
la fois d’essais me´caniques et de mode`les microme´caniques prenant
en compte les me´canismes actifs a` l’e´chelle des grains (glissement
et maˆclage). D’une dure´e de 36 mois, le projet a de´bute´ en octo-
bre 2008. Il implique les laboratoires LPMTM (porteur du projet),
LETAM et SYMME ainsi que le CEMEF et EADS. (montant du
contrat pour le laboratoire SYMME : 70 000 Euros)
Les sections qui suivent pre´sentent les principaux re´sultats obtenus lors
de ces e´tudes autour des trois pre´occupations suivantes : (i) e´tude ex-
pe´rimentale du comportement me´canique du mate´riau, (ii) choix et iden-
tification des parame`tres associe´s aux mode`les de comportement et (iii)
confrontation mode`les/expe´riences.
5.2 Approche phe´nome´nologique du comportement
du titane
5.2.1 Essai de traction avec mesures de champs cine´matiques
Au cours de sa mise en forme, qu’elle soit ope´re´e par emboutissage,
pliage ou tout autre ope´ration, le mate´riau subit d’importantes de´for-
mations irre´versibles. Pour caracte´riser le comportement me´canique du
mate´riau titane, diffe´rents essais de traction ont e´te´ re´alise´s sur une ma-
chine de traction InstronTM4569 e´quipe´e d’une cellule de charge de
50 kN. Ces essais ont e´te´ re´alise´s pour de faibles vitesses de traverse
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Figure 5.1 – (a) Evolution de l’effort F en fonction du temps, (b) Champs de de´placements longitudinal et transversal (unite´ mm)
pre´ce´dent la rupture pour un essai de traction sur une e´prouvette de titane commercialement pur d’e´paisseur e = 0.5 mm et de largeur
l = 10 mm.
constante de sorte que la vitesse de de´formation ε˙ moyenne avoisine
10−3 s−1. Les de´formations de l’e´prouvette sont mesure´es a` partir d’une
technique d’analyse d’images.
La Figure 5.1 pre´sente les re´sultats « bruts » issus de l’essai. Dans Pour cet essai, la grille d’analyse est con-
stitue´e de 69 × 14 quadrilate`res de 10 par
10 pixels ce qui correspond a` une surface
d’analyse d’environ 405 mm2. La base ex-
tensome´trique est un carre´ de 10 par 10 pix-
els.
la mesure ou` les de´placements ne sont calcule´s que dans le plan de
l’e´prouvette (e1, e2), seules les composantes εI et εII du tenseur des
de´formations logarithmique sont accessibles. Nous calculons le champ
des de´formations εIII en conside´rant que les de´formations du mate´riau
s’effectuent de manie`re isochore (c’est-a`-dire εv = ln(V/V0) = 0). Pour
calculer l’e´tat de contrainte, l’expe´rimentateur est confronte´ au prob-
le`me de´licat de passer de grandeurs globales a` des grandeurs locales, de
surcroˆıt en pre´sence d’un phe´nome`ne de localisation. Bien que des con-
traintes late´rales ainsi que dans l’e´paisseur de l’e´prouvette apparaissent
dans la zone de striction, nous conside´rons que la contrainte effective
est approximativement du meˆme ordre de grandeur que la contrainte
uniaxiale. Cette contrainte σ (qualifie´e de contrainte vraie) est calcule´e
a` partir du rapport de la force F mesure´e par la cellule de charge de la
machine sur la section courante S de l’e´prouvette avec S = l × e et :
l = l0 × exp (εII) (5.1)
e = e0 × exp (εIII) = e0 × exp (−εI − εII) (5.2)
ou` l0 et e0 sont respectivement la largeur et l’e´paisseur initiale de
l’e´prouvette.
5.2.2 Localisation de la striction
La proce´dure pre´sente´e ci-dessus a e´te´ applique´e sur une e´prouvette
en titane T40 oriente´e a` 0◦ par rapport a` la direction de laminage. La
grille d’analyse sur l’image de l’e´prouvette de´forme´e ainsi que quelques
nume´ros de ligne au voisinage de la striction sont pre´sente´s sur la Fig-
ure 5.2 (a). Ces nume´ros de lignes correspondent a` des sections e´qui-
distantes d’une valeur e´gale au pas de la grille, c’est a` dire 10 pixels
soit environ 0.65 mm. La Figure 5.2 (b) pre´sente les courbes contrainte
vraie-de´formation logarithmique pour chacune des lignes d’analyse. Ces
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Figure 5.2 – (a) Grille 7D et re´fe´rencement de quelques lignes au voisinage de la striction. (b) Courbes contrainte/de´formation pour
chacune des lignes d’analyse. (c) Distribution de l’e´paisseur et de la largeur de l’e´prouvette a` un instant pre´ce´dent la rupture.
courbes correspondent aux diffe´rentes courbes qui auraient e´te´ obtenues
en plac¸ant un extensome`tre tout au long de l’e´prouvette.
On constate que la re´ponse du mate´riau n’est pas la meˆme pour toutes
les sections. Les courbes conduisant a` une de´formation maximale et a`
un e´crouissage toujours positif sont celles ou` le phe´nome`ne de striction
est le plus important (sections n◦25 et 26). Ce point est corrobore´ par la
Figure 5.2 (c) qui pre´sente la distribution de la largeur et de l’e´paisseur
de l’e´prouvette a` un instant pre´ce´dent la rupture. Les courbes de la
Figure 5.2 (b) mettent par ailleurs en e´vidence des de´charges e´lastiques
dans des zones situe´es en dehors de la localisation de la striction. Ces
de´charges e´lastiques qui apparaissent lorsque la de´formation se localise
ont e´te´ exploite´es afin d’assurer la de´tection du phe´nome`ne de localisa-
tion. La me´thode consiste a` comparer l’e´tat de contrainte entre deux
pas de calculs e´le´ments finis et de comptabiliser les e´le´ments en e´tat
de de´charge. J’ai valorise´ ces travaux initie´s par Ste´phane Dumoulin
et Laurent Tabourot lors de ma premie`re anne´e d’ATER en re´digeant
l’article A7 paru en 2005 dans Journal of Materials Processing Technol-
ogy. Enfin, la Figure 5.3 pre´sente l’e´volution temporelle des de´formations
dans un profil axial de l’e´prouvette auquel a e´te´ superpose´e la courbe
contrainte-de´formation de la section la plus de´forme´e. Le profil se´lec-
tionne´ correspond a` une bande de 10 pixels de largeur (c’est-a`-dire. 0.65
mm) localise´e au centre de l’e´prouvette. On constate que la de´forma-
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Figure 5.3 – Evolution temporelle de la
de´formation logarithmique principale et
re´ponse me´canique du mate´riau.
tion se localise progressivement vers une zone situe´e aux deux tiers de la
hauteur de l’e´prouvette pour finalement conduire a` la rupture. Dans les
simulations nume´riques qui suivent dans ce chapitre, le comportement
intrinse`que du mate´riau sera de´termine´ en adoptant une telle de´marche
d’analyse.
5.2.3 Anisotropie
Le titane commercialement pur est un mate´riau connu pour pre´senter
une forte anisotropie de comportement inhe´rente a` sa structure cristallo-
graphique et a` l’ope´ration de laminage des toˆles. La Figure 5.4 montre la
structure cristallographique et les figures de poˆles d’un des mate´riaux que
nous avons e´tudie´es. Ces mesures EBSD ont e´te´ re´alise´es dans le cadre
du programme Optimist par le laboratoire LETAM de l’Universite´ Paul
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Figure 5.4 – (a) Distribution de la taille de grains et (b) figures de poˆles significative d’une forte anisotropie. La taille moyenne des
grains est de µ¯ = 6.4 µm et l’e´cart type σ = 5.9 µm. Mesures re´alise´es par le laboratoire LETAM de l’Universite´ Paul Verlaine de
Metz dans le cadre du projet Optimist sur un titane commercialement pur (T40) sous forme de toˆles de 0.5 mm d’e´paisseur.
Verlaine de Metz.
Pour les mate´riaux sous forme de feuilles, cette anisotropie est ge´ne´-
ralement caracte´rise´e par un coefficient d’anisotropie ou coefficient de
Lankford. Il est de´fini par le rapport des vitesses de de´formations plas-
tiques transversale et normale au plan de la toˆle :
r(θ) =
ε˙pII
ε˙pIII
(5.3)
Pour de nombreux alliages me´talliques, ce coefficient demeure con-
stant en fonction de la de´formation. Expe´rimentalement, il est de´termine´
a` partir de la pente de la droite de la repre´sentation de εpII en fonction
de εpIII mesure´e au cours d’un essai de traction. La Figure 5.5 pre´sente
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Figure 5.5 – De´termination des coeffi-
cients de Lankford a` partir des e´volutions
εpII en fonction de ε
p
III .
ces courbes pour trois essais re´alise´s sur des e´prouvettes de´coupe´es a` 0◦,
45◦ et 90◦ par rapport a` la direction de laminage. Les valeurs des co-
efficients r0, r45 et r90 sont identifie´es en ajustant une loi de regression
line´aire sur les re´sultats expe´rimentaux. Ces valeurs reporte´es dans le
tableau 5.1 conduisent a` un coefficient moyen r = r0+2r45+r904 = 4.59.
Cette valeur supe´rieure a` l’unite´ est significative d’un mate´riau ayant
une bonne formabilite´.
Material r0 r45 r90 r
titane T40 5.81 4.65 3.26 4.59
Tableau 5.1 – Coefficients de Lankford associe´s a` un titane commercialement pur.
5.3 Choix et identification d’un mode`le de com-
portement
5.3.1 Mode´lisation du comportement du titane
Deux types d’approche sont ge´ne´ralement mises en œuvre pour de´crire
le comportement macroscopique du titane : (i) l’approche classique de
me´canique des milieux continus base´e sur les concepts de l’e´lastoplasticite´
tels que de´crits au paragraphe 3.2 du chapitre 3 et (ii) les approches
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microme´caniques. Ces dernie`res mode´lisations restent a` ce jour encore
largement impre´cises compte tenu de la forte anisotropie du titane. Les
difficulte´s se situent au niveau de la complexite´ des interactions entre
microstructure, me´canismes de de´formation actifs (glissement cristal-
lographique et/ou maclage) et texture cristallographique a` prendre en
compte. Par ailleurs, les travaux de ces dernie`res de´cennies ont porte´
sur la re´ponse du mate´riau en trajet monotone, en fatigue cyclique, en
dynamique mais le plus souvent dans le domaine des faibles de´forma-
tions. Or, les e´tats de contraintes et de de´formations observe´s dans les
proce´de´s de mise en forme sont plus complexes et de´passent le cadre
simple du chargement monotone a` faible de´formation. C’est d’ailleurs
au travers de ce constat que le projet Optimist a e´te´ initie´ en 2008 afin
de travailler a` la fois sur (i) l’ame´lioration de la compre´hension du com-
portement du titane mais plus ge´ne´ralement des mate´riaux de structure
hexagonale et (ii) l’ame´lioration de la mode´lisation macroscopique de
ces mate´riaux pour des applications industrielles, a` partir d’une e´tude
re´alise´e a` diffe´rentes e´chelles. Compte tenu de ces diffe´rents e´le´ments, le
choix de la mode´lisation du comportement me´canique du titane que nous
avons retenu repose sur l’approche de me´canique des milieux continus
classique faisant intervenir :
• une loi de comportement e´lastique isotrope line´aire (module d’Young,
cœfficient de Poisson),
• un comportement plastique de´fini par un crite`re plastique avec
une re`gle d’e´coulement associe´e identifie´e par la surface de charge
initiale et une loi d’e´crouissage.
L’anisotropie de comportement du titane est prise en compte d’un point
de vue plastique par le crite`re de Hill :Dans le cadre des deux partenariats indus-
triels avec les socie´te´s Vitatech et Pivau-
dran, l’objectif n’e´tait pas de de´velopper une
nouvelle loi de comportement ni d’implanter
dans un code de calculs par e´le´ments finis
une quelconque loi. Le choix s’est donc
porte´ naturellement vers le crite`re de Hill
disponible au sein du logiciel Abaqus.
f(σ) = σ¯ =
(
F (σ22 − σ33)2 +G(σ33 − σ11)2 +H(σ11 − σ22)2 +
+ 2Lσ223 + 2Mσ
2
31 + 2Nσ
2
12
) 1
2
(5.4)
ou` F , G, H, L, M , N repre´sentent des parame`tres mate´riaux carac-
te´risant cette anisotropie. Dans le cas d’un mate´riau sous forme de feuille
me´tallique pour lequel l’hypothe`se de contrainte plane est admissible, ce
crite`re se re´duit une expression ne faisant intervenir que 4 parame`tres
F , G, H et N puisque σi3 = 0.
5.3.2 De´termination des parame`tres mate´riaux
Dans les e´quations constitutives introduites au paragraphe 3.2 du
chapitre 3, six parame`tres mate´riaux interviennent : le module d’Young
E, le coefficient de Poisson ν et les 4 coefficients F , G, H et N du crite`re
de Hill. Les valeurs des diffe´rents parame`tres identifie´s sont reporte´es
dans le tableau 5.2.
Le module d’Young du mate´riau a e´te´ identifie´ a` partir d’un essai
de traction couple´ a` une mesure de de´formation a` l’aide d’un exten-
some`tre axial INSTRON 2620-601. La valeur mesure´e est en ade´quation
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Parame`tres E (MPa) ν F G H N
Valeurs 111819 0.34 0.26 0.15 0.85 2.10
Tableau 5.2 – Parame`tres e´lastique et plastique identifie´s pour un titane commercialement
pur.
avec les valeurs couramment rencontre´es dans la litte´rature de l’ordre de
110 000 MPa. Une valeur de coefficient de Poisson ν = 0.34 a e´te´ retenue
sans ve´rification expe´rimentale. La de´termination des coefficients de Hill
s’appuie sur une me´thode classique11 12. Si l’on admet l’hypothe`se de
normalite´ ge´ne´ralise´e et en conside´rant une e´prouvette sollicite´e en trac-
tion uniaxiale suivant un angle θ par rapport au vecteur unitaire e1, il est
possible de de´finir un coefficient d’anisotropie ge´ne´ralise´ ne de´pendant
que des seuls coefficients de Hill suivant la relation :
r(θ) =
H + (2N − F −G− 4H) cos2 θ sin2 θ
F sin2 θ +G cos2 θ
(5.5)
Par ailleurs, le seuil d’e´coulement plastique re´sultant d’une traction
uniaxiale suivant une direction θ s’e´crit :
σ¯
σ′
=
( (
F sin2 θ +G cos2 θ +H + (2N − F −G− 4H) cos2 θ sin2 θ) ) 12
(5.6)
En s’appuyant sur les trois essais de traction re´alise´s a` θ = 0◦, 45◦
et 90◦ et en conside´rant comme re´fe´rence le seuil d’e´coulement plastique
suivant la direction de laminage qui impose la condition G+H = 1, les
coefficients de Hill s’expriment a` partir des seuls coefficients de Lankford
suivant :
F =
r0
r90(1 + r0)
; G =
1
1 + r0
; H =
r0
1 + r0
et N =
(r0 + r90)(1 + 2r45)
2r90(1 + r0)
(5.7)
La Figure 5.6 pre´sente les surfaces de charge initiales a` 20% et 60%
de de´formation a` l’issue de cette identification. Les points rouges cor-
respondent aux limites e´lastiques mesure´es pour les essais de traction
re´alise´s a` θ = 0◦ et 90◦. On constate un le´ger e´cart entre les surfaces
the´oriques et les points expe´rimentaux provenant de l’essai de traction
a` 90◦. L’erreur commise sur la valeur de la contrainte est de l’ordre de
10%.
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Figure 5.6 – De´termination des coeffi-
cients de Lankford a` partir des e´volutions
εpII en fonction de ε
p
III .
Les paragraphes suivants pre´sentent les re´sultats de calculs e´le´ments
finis visant a` simuler la mise en forme du titane au travers de deux
11D. Rees. Plastic flow in the elliptical bulge test. Int. J. Mech. Sci., 37:373–389,
1995
12D. Rees. Sheet orientation and forming limits under diffuse necking. Appl. Math.
Modelling., 20:624–635, 1996
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exemples. Le premier concerne le secteur chirurgical et porte plus par-
ticulie`rement sur la maˆıtrise de la forme d’une plaque crochet utilise´e
dans une instrumentation de correction des de´formations scoliotiques.
Le second exemple est en lien avec l’industrie du packaging. La pie`ce
simule´e est un capuchon en titane destine´ aux bouteilles de parfum de
luxe. Toutes ces simulations ont e´te´ re´alise´es avec le code de calculs par
e´le´ments finis Abaqus/Explicit.
5.4 Simulation nume´rique de la mise en forme d’une
prothe`se chirurgicale
5.4.1 Contexte de l’e´tude
La scoliose peut eˆtre de´finie comme e´tant
une de´formation sinueuse de la colonne
verte´brale. Cette pathologie peut eˆtre de
cause neurologique, conge´nitale, de´ge´ne´ra-
tive (chez le sujet aˆge´), mais dans la plupart
des cas, la cause n’est pas connue, d’ou` la
de´signation de scoliose idiopathique. La sco-
liose de l’enfant et de l’adolescent est pro-
gressive et s’aggrave parfois fortement au
moment de la pousse´e de croissance, ne´ces-
sitant alors un traitement orthope´dique ou
chirurgical. Les traitements chirurgicaux par
du mate´riel implantable sont actuellement
tous comparables tant dans leurs moyens que
dans leurs re´sultats a` la technique mise au
point par Cotrel et Dubousset dans les an-
ne´es 1980 : (i) un ancrage assure´ soit par
des crochets verticaux (obsole`tes pour trans-
mettre des forces horizontales), soit par des
vis intra-pe´diculaires dont le positionnement
reste toujours dangereux quant au risque
neurologique, (ii) une correction de la cour-
bure verte´brale au moyen d’une tige longitu-
dinale de fixation ge´ne´ralement plie´e in situ,
(iii) des re´sultats assez bons dans le plan
frontal mais plus difficiles a` re´aliser dans le
plan sagittal. Afin de fournir aux chirurgiens
un syste`me complet capable de corriger les
de´formations dans les 3 plans tout en lim-
itant le nombre de verte`bres lombaires in-
strumente´es, une instrumentation innovante
(Figure 5.7 (a)) a e´te´ conc¸ue par le parte-
naire industriel.
La prothe`se en question est destine´e a` traiter des pathologies de la
de´formation scoliotique. Il s’agit a` la base d’une plaque forme´e sur les
contours de l’arc verte´bral poste´rieur, s’e´tendant d’une apophyse trans-
verse a` l’autre en passant par l’apophyse e´pineuse. Le maintien de la
plaque est assure´e par un syste`me de type agrafes referme´es sur l’os lors
de l’implantation. Ces plaques comportent le syste`me de fixation de la
tige longitudinale : ce connecteur est lui-meˆme relie´ a` la plaque et a` l’os
par une vis. Devant e´pouser au mieux les contours de l’arc verte´bral
poste´rieur, les plaques sont plie´es selon une forme dite standard. Elles
sont par ailleurs relativement souples pour pouvoir se conformer aux
variations individuelles des arcs poste´rieurs. Cette forme standard est
de´termine´e par moulage de l’arc verte´bral poste´rieur conside´re´ : pour
chaque niveau de verte`bre instrumente´e, il existe une plaque diffe´rente.
Cet ancrage novateur repre´sente un progre`s certain en matie`re de temps
d’implantation car il est plus rapide, plus facile et mieux se´curise´. Sa
stabilite´ et sa re´sistance a` l’arrachement sont ine´gale´es pour le maintien
de la correction obtenue puisque chaque connecteur avec sa tige be´ne´fi-
cie de 5 points de fixation a` l’os de l’arc verte´bral poste´rieur. La plaque
crochet de l’instrumentation est re´alise´e dans une toˆle de titane com-
mercialement pure grade 2 (de de´nomination franc¸aise T40) d’e´paisseur
0.5 mm. Le proce´de´ de fabrication de la plaque est compose´ de dif-
fe´rentes ope´rations (Fig. 5.7). Apre`s les ope´rations de de´coupe a` l’aide
d’une machine d’e´lectro-e´rosion et d’usinage du trou oblong, le flan est
ensuite plie´ au cours d’une ope´ration mono-passe afin de lui confe´rer sa
ge´ome´trie standard.
Un traitement de microbillage est ensuite re´alise´ sur la pie`ce avant
assemblage des diffe´rents e´le´ments, marquage laser et passivation. Le
travail de simulation nume´rique a porte´ exclusivement sur l’ope´ration
de pliage.
5.4.2 Mode`le Ele´ments Finis
Le mode`le nume´rique (Figure 5.8) est constitue´ d’une matrice et d’un
poinc¸on, tous deux conside´re´s comme des surfaces analytiques rigides.
Le maillage de la plaque est re´alise´ a` partir d’e´le´ments de type coque
(S3R). Le comportement du mate´riau est renseigne´ au sein du code de
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Figure 5.7 – (a) Mode`le 3D de l’instrumentation scoliotique de´veloppe´e par la socie´te´ Vitatech avec zoom sur la plaque dorsale et
photagraphie d’un e´tage du prototype. (b) Principales e´tapes de la fabrication de la plaque crochet de l’instrumentation chirurgicale.
calculs en utilisant les parame`tres issus de l’identification pre´sente´e au
paragraphe 5.3.2. L’e´crouissage du mate´riau est donne´ sous forme tab-
Poinçon
Plaque
Matrice
Figure 5.8 – Mode`le EF de l’outillage de
mise en forme et maillage de la plaque
crochet.
ule´e par la courbe issue de l’essai de traction suivant la direction de
laminage. Le contact entre l’outillage (poinc¸on et matrice) et la plaque
est de´fini a` partir d’une loi de type Coulomb avec un coefficient de frot-
tement µ = 0,1. La cine´matique correspond a` un de´placement vertical
vers le bas du poinc¸on. Le retour e´lastique est simule´ a` partir d’un mod-
e`le simplifie´ ou` l’outillage est remplace´ par les actions de contact qu’il
exerce.
5.4.3 Analyse des re´sultats
Une pie`ce a e´te´ fabrique´e par le partenaire industriel a` partir des
meˆmes spe´cifications ge´ome´triques d’outillage. Un scan complet de la
pie`ce (Figure 5.9 (a)) a e´te´ re´alise´ a` partir d’une machine a` mesurer
tridimensionnelle e´quipe´e d’un capteur laser. La Figure 5.9 (b) pre´sente
le profil simule´ de la pie`ce ainsi que deux projections dans les plans
(O,~x, ~y) et (O,~x, ~z). Afin de ve´rifier la validite´ du mode`le nume´rique, le
profil de la plaque avant et apre`s de´charge de l’outillage a e´te´ compare´
aux mesures afin de mettre en e´vidence l’importance du retour e´lastique
(Figure 5.9 (c)). Lorsque le poinc¸on a atteint sa course maximale, la
ge´ome´trie de la pie`ce est identique en tout point a` celle de l’outillage. Le
mate´riau est alors fortement de´forme´ notamment au niveau des rayons
de pliage de l’outillage. Au cours de la phase de de´charge de l’outillage,
la relaxation progressive des contraintes re´siduelles de traction et com-
pression conduit a` une ouverture importante de la plaque dans le plan
(O,~x, ~y).
Le retour e´lastique s’ope`re e´galement dans le plan (O,~x, ~z) de la pie`ce
mais l’angle de rotation est ne´gligeable par rapport au pre´ce´dent. Les
calculs e´le´ments finis donnent un angle θnum = 100,64◦ apre`s formage et
retour e´lastique. L’angle mesure´ sur la pie`ce re´elle correspond a` un angle
θexp de 103,25◦. L’erreur relative commise avec le mode`le nume´rique est
approximativement de 2,5%. La maˆıtrise du retour e´lastique est fonda-
mentale dans la fabrication de l’instrumentation de correction des de´for-
mations scoliotiques, dans la mesure ou` la plaque doit e´pouser au mieux
les contours de l’arc verte´bral s’e´tendant d’une apophyse transverse a`
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Figure 5.9 – (a) Mesures de la ge´ome´trie de la pie`ce fabrique´e par le partenaire industriel au moyen d’une MMT. (b) Coutour 3D et
projection de la ge´ome´trie de la plaque obtenu par simulation nume´rique. (c) Confrontation mode`le/expe´rience avec mise en e´vidence
du retour e´lastique.
l’apophyse e´pineuse (Figure 5.10). Par ailleurs, dans une de´marche de
mise au point d’implants sur mesures, une volonte´ du fabricant e´tait
d’eˆtre capable de de´finir la ge´ome´trie de son outillage a` partir de radio-
graphies du patient. Une e´tude parame´trique base´e sur ce mode`le EF a
µ
Apophyse dorsale
Apophyse tranverse
Figure 5.10 – Mise en position de la
plaque crochet sur l’arc verte´bral.
donc e´te´ entreprise. Les re´sultats de cette e´tude ont permis de mettre
en e´vidence la relation qu’il existe entre la ge´ome´trie de l’outillage et
l’angle effectif mesure´ sur les pie`ces fabrique´es.
5.5 Simulation nume´rique de l’emboutissage d’une
pie`ce dans le secteur du packaging
5.5.1 Contexte de l’e´tude
Re´alise´e dans le cadre du stage de Master d’Alban Le Port encadre´
avec Robert Arrieux, cette e´tude re´sulte d’une sollicitation d’une socie´te´
spe´cialise´e dans la fabrication de pie`ces pour le packaging et notamment
celles lie´es a` l’habillage des parfums de luxe. Pour re´pondre a` une de-
mande de ses clients, cette socie´te´ souhaitait industrialiser des pie`ces en
titane. Les pie`ces fabrique´es a` l’e´poque e´tait obtenues par un proce´de´ de
mise en forme par emboutissage multi-passes sur des feuilles me´talliques
en aluminium. L’objectif du travail e´tait :
• d’e´tudier l’aptitude du titane a` eˆtre emboutie a` partir d’une ap-
proche phe´nome´nologique de manie`re a` mettre en e´vidence les fac-
teurs les plus influents sur le proce´de´,
• d’analyser l’ope´ration de mise en forme a` partir de calculs e´le´ments
finis.
On pre´sente dans les paragraphes qui suivent les principaux re´sultats
obtenus dans le cadre de cette e´tude. Pour plus de de´tails, le lecteur
pourra se re´fe´rer a` l’article A4 publie´ en 2009 dans International Journal
of Material Forming.L’article A4 est donne´ au chapitre
« Se´lection d’articles » du pre´sent
dossier.
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Figure 5.11 – (a) Dispositif d’emboutissage conc¸u, de´veloppe´ et mis au point au laboratoire avec de´tails du poinc¸on et de la matrice
(dimensions en mm). (b) Ge´ome´tries de la pie`ce finie. (c) Profils mesure´s avec une MMT le long d’une ligne verticale suivant les
directions a` 0◦, 45◦ et 90◦ pour une pie`ce embouti avec le dispositif d’essai.
5.5.2 Mode`le Ele´ments Finis
L’e´tude expe´rimentale non de´taille´e ici repose sur un dispostif (Fig-
ure 5.11 (a) permettant de re´aliser la mise en forme d’un capuchon de
bouteille de parfum dont les carate´ristiques ge´ome´triques sont donne´es
dans la Figure 5.11 (b). Une des difficulte´s lie´e a` la mise en forme du
titane re´side dans son comportement fortement anisotrope (Figure 5.11
(c)). Le mode`le EF a e´te´ construit avec le code de calculs Abaqus. La
(a)
(b)
(c)
Poinçon
Matrice
Flan
Serre-flan
Figure 5.12 – (Mode`le Ele´me´nts Finis :
(a) outillage, (b) et (c) maillages du flan
avec respectivement des e´le´ments coques
et solides.
ge´ome´trie du mode`le EF (Figure 5.12) respecte scrupuleusement celle de
l’outillage utilise´e pour mettre en forme la pie`ce. Ce dernier est com-
pose´ d’un poinc¸on, d’une matrice et d’un serre-flan conside´re´s comme des
surfaces analytiques rigides. Un maillage fin du flan est re´alise´ avec des
e´le´ments coques (Figure 5.12) (b) ou des e´le´ments solides (Figure 5.12
(c)). En raison de l’anisotropie de comportement du mate´riau, les cal-
culs sont mene´s en utilisant une analyse 3D et en mode´lisant un quart
du flan. Des conditions aux limites appropie´es ont e´te´ impose´es afin de
respecter les syme´tries.
5.5.3 Sensibilite´ des mode`les
On de´taille dans ce paragraphe une partie du travail a` caracte`re
nume´rique re´alise´ par Alban Le Port visant a` e´tudier la sensibilite´ du
mode`le au regard des choix de mode´lisation ope´re´s. On ne pre´sente
ici que les re´sultats issus d’une comparaison critique entre les e´le´ments
coques et les e´le´ments solides retenus et de montrer l’influence du nom-
bre d’e´le´ments dans l’e´paisseur lorsqu’un mode`le inte´grant des e´le´ments
solides est retenu.
5.5.3.1 Comparaison critique entre des e´le´ments coques et des e´le´-
ments solides
Dans cette e´tude, le flan a e´te´ maille´ d’une part avec des e´le´ments co-
ques (340 e´le´ments S3R et 1000 e´le´ments S4R) avec 5 points d’inte´gration
dans l’e´paisseur de 0.5 mm et une me´thode d’inte´gration de Gauss pour
des raisons de simplicite´ et de compatibilite´. D’autre part, un mode`le
a e´te´ e´labore´ a` partir d’e´le´ments solides (3561 e´le´ments C3D8R) avec
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3 e´le´ments dans l’e´paisseur. En ce qui concerne les temps de calculs,
ces derniers sont bien e´videmment supe´rieurs pour les e´le´ments solides
(2h18) comparativement aux e´le´ments coques (1h20)13. On rappelle
qu’une des exigences du mode`le EF est de fournir des informations fiables
notamment en terme de ge´ome´trie de la pie`ce embouti. Une comparai-
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Figure 5.13 – Trace´ des couples hauteur-
diame`tre pour les les nœuds situe´s sur la
surface exte´rieure de la pie`ce dans le cas
de deux mode`les, l’un avec des e´le´ments
de type coque ou l’autre de type solide.
son entre ces deux mode`les a donc e´te´ re´alise´e en particulier au regard de
la variation du diame`tre pour les nœuds situe´s sur la surface exte´rieure
de la pie`ce. Les re´sultats de cette comparaison sont donne´s dans la Fig-
ure 5.13 (les lignes verticales montrent les limites de la tole´rance). Bien
que l’outil d’emboutissage ait e´te´ conc¸u afin de respecter les cotes de la
pie`ce donne´es sur le dessin de de´finition, on constate qu’une grande quan-
tite´ de nœuds se situe en dehors de ces limites pour les e´le´ments coques,
signifiant que les conditions de contact sont incorrectement de´finies. En
effet, le contact est efficace a` la moitie´ de la distance du plan moyen de
l’e´le´ment coque et l’e´paisseur est calcule´e a` partir de l’e´tat de contrainte.
Il y a donc de ce fait des surfaces du flan en contact avec l’outillage dont
l’e´paisseur est plus e´leve´e que l’e´paisseur initiale et qui dans ce cas « tra-
verse » virtuellement l’outillage, bien que cela soit impossible. C’est en
particulier le cas dans la partie haute de la pie`ce. Avec des e´le´ments
solides, ce proble`me ne se produit pas dans la mesure ou` les contraintes
de contact sont directement applique´es sur les nœuds en contact. Les
e´le´ments de type coque restent bien e´videmment inte´ressants dans de
nombreux cas d’e´tudes mais ils ne sont pas bien approprie´s dans cette
e´tude ou` les exigences vis a` vis de la pre´diction de la ge´ome´trie de la
pie`ce sont relativement importantes.
5.5.3.2 Influence du nombre d’e´le´ments dans l’e´paisseur
Afin de simuler correctement le proce´de´ de mise en forme du mate´riau,
diffe´rentes simulations ont e´te´ re´alise´es avec un, deux, trois puis six e´le´-
ments dans l’e´paisseur du flan de toˆle. Plusieurs points de comparaison
de ces diffe´rentes simulations ont e´te´ e´tablis. Le premier concerne les
cornes d’anisotropie qui apparaˆıssent sur la pie`ce a` l’issue de sa mise en
forme. La Figure 5.14 (a) pre´sente le profil de la pie`ce ou` apparaissent
ces cornes lorsque un ou deux e´le´ments sont utilise´s pour les calculs EF.
Cette comparaison met en e´vidence une distorsion du maillage quand
un seul e´le´ment est utilise´ dans l’e´paisseur conduisant a` une repre´senta-
tion inexacte du profil de la pie`ce. Dans tous les autres cas, un nombre
de deux, trois ou six e´le´ments dans l’e´paisseur n’ame´liore pas consid-
e´rablement les pre´dictions des simulations nume´riques. Les re´partitions
des de´formations sur le bord exte´rieur de la pie`ce pre´sente´es dans la Fig-
ure 5.14 (b) et les valeurs de contrainte sur une section exte´rieure du flan
a` 45◦ par rapport a` DL (Figure 5.14 (c)) sont sensiblement identiques
quel que soit le nombre d’e´le´ments dans l’e´paisseur.
13Ces temps sont donne´s pour une station de calculs e´quipe´e d’un processeur a` 3
GHz et 512 Mo de me´moire RAM.
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1 élément dans l'épaisseur
2 éléments dans l'épaisseur(a) (b) (c)
Figure 5.14 – (a) Cornes d’anisotropie simule´es pour un et deux e´le´ments dans l’e´paisseur du flan de toˆle. (b) Re´partition des
de´formations e´lastiques pour un nombre croissant d’e´le´ments dans l’e´paisseur variant de un a` six. (c) Contraintes de von Mises dans
une section du flan choisi a` 45◦ par rapport a` la direction de laminage (DL) pour diffe´rents e´le´ments dans l’e´paisseur.
5.5.3.3 Identification du coefficient de frottement
Le coefficient de frottement joue un roˆle important dans la simula-
tion d’un proce´de´ de mise en forme par emboutissage. La de´termination
expe´rimentale de ce coefficient est possible mais elle requiert des dis-
positifs spe´cifiques d’essai, comme les dispositifs tribologiques de type
pion/disque14. En outre, l’exploitation des re´sultats de tels essais n’est
pas e´vidente, le coefficient de frottement de´pendant par ailleurs de divers
parame`tres tels que la vitesse, la tempe´rature, la rugosite´... En raison
de son influence significative sur l’effort perc¸u au niveau du poinc¸on,
la proce´dure d’identification retenue consiste a` recaler « a` la main »
la valeur du coefficient de frottement jusqu’a` ce que la courbe d’effort
sur le poinc¸on en fonction du de´placement s’ajuste sur l’expe´rience. La
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Figure 5.15 – Identification du coefficient
de frottement suppose´ constant par re-
calage a` la main des efforts calcule´s avec
les efforts mesure´s sur le poinc¸on.
Figure 5.15 montre le re´sultat de ce recalage. Une augmentation de
l’effort sur le poinc¸on est bien observe´e lorsque le coefficient de frotte-
ment augmente. Le meilleur ajustement (meˆme si la force maximale sur
le poinc¸on est le´ge`rement sous-estime´e) est obtenu avec une valeur e´gale
a` 0,25. La diffe´rence entre les calculs et les mesures peut eˆtre attribue´e
au fait que le coefficient de frottement n’est pas constant, comme cela a
e´te´ suppose´.
5.5.4 Principaux re´sultats
5.5.4.1 Simulation du retour e´lastique
Le retour e´lastique est un proble`me majeur dans le proce´de´ de mise
en forme par emboutissage. En particulier, quand le retrait de l’outillage
s’ope`re apre`s la mise en forme, la pie`ce se de´forme de manie`re e´lastique
sous l’action des contraintes internes. Dans la plupart des cas, la varia-
tion de forme est trop importante et une compensation du retour e´las-
tique est ne´cessaire. Les outils d’emboutissage sont modifie´s de manie`re
a` ce que la ge´ome´trie satisfasse les exigences dimensionnelles apre`s re-
14S. Krol, Z. Zalisz, and M. Hepner. Comparison of the friction and wear properties
of titanium and oxidised titanium in dry sliding against sintered high speed steel
HS18-0-1 and against C45 carbon steel. Journal of Materials Processing Technology,
164-165:868–875, 2005
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Figure 5.16 – (a) Film des e´tapes successives de l’e´jection de la pie`ce permettant le calcul du retour e´lastique. (b) Comparaison des
profils de pie`ce en fonction des diffe´rentes approches de calculs du retour e´lastique.
tour e´lastique15. Afin de pre´dire avec pre´cision la ge´ome´trie de la pie`ce
pour assurer l’assemblage final, plusieurs possibilite´s ont e´te´ conside´re´es
pour simuler l’e´tape de retrait de l’outillage. La Figure 5.16 pre´sente
une me´thode re´aliste (de´signe´ par la suite ejection springback) ou` les
outils sont conserve´s tout en imposant les cine´matiques correspondant a`
l’ejection de la pie`ce. Cette me´thode permet d’obtenir la ge´ome´trie de la
pie`ce apre`s retour e´lastique avec une grande pre´cision mais elle implique
des temps de calculs assez conse´quents. Sans nuire a` la qualite´ des re´sul-
tats, deux approches plus simples ont e´te´ teste´es. La premie`re de´signe´e
interaction springback consiste a` ajouter dans l’e´tape de formage, une
e´tape ou` toutes les interactions entre le flan et les outils sont annule´es.
Dans la mesure ou` la simulation utilise un solveur explicite, une atten-
tion toute particulie`re a e´te´ porte´e afin d’amortir les oscillations cause´es
par la perte brutale de contact. Pour la seconde approche de´signe´e im-
plicit springback, les re´sultats de la simulation nume´rique du formage
sous Abaqus/Explicit ont e´te´ exporte´s vers Abaqus/Standard et
une analyse statique calcule le retour e´lastique. Durant cette e´tape, un
e´tat de contrainte artificiel qui e´quilibre l’e´tat de contrainte importe´ est
applique´ et ote´ progressivement. Pour chaque approche, le profil de la
pie`ce a e´te´ trace´ (voir Figure 5.16 (b)). On constate que les re´sultats
sont tre`s proches quelle que soit l’approche conside´re´e.
5.5.4.2 Confrontation mode`le/expe´rience
Afin de ve´rifier la pertinence du mode`le nume´rique, une se´rie de pie`ce
a e´te´ emboutie avec l’outillage du laboratoire. Le diame`tre du flan utilise´
est de 60 mm pour une profondeur d’emboutissage de 25 mm. La com-
paraison entre les profils mesure´ et simule´ pour une section le long de
la direction de laminage est pre´sente´e dans la Figure 5.17 (a). On con-
state que les re´sultats du mode`le nume´rique fournissent une tre`s bonne
repre´sentation du profil de la pie`ce. En particulier, le profil obtenu apre`s
calculs du retour e´lastique est tre`s proche de celui mesure´.
15R. Lingbeek, J. Hue´tink, S. Ohnimus, M. Petzoldt, and J. Weiher. The develop-
ment of a finite elements bases springback compensation tool for sheet metal products.
Journal of Materials Processing Technology, 169:115–125, 2005
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(a) (b) (c)
Figure 5.17 – (a) Comparaison des profils calcule´s avant et apre`s retour e´lastique avec le profil mesure´. (b) Comparaison entre la
Courbe Limites de Formage issue de l’essai de Marciniak et les re´sultats des calculs pour diffe´rents diame`tres de flan. La ligne pointille´e
est trace´e a` partir de re´sultats issus de la litte´rature. (c) Photographies de la pie`ce emboutie en deux passes a` partir d’un flan de
diame`tre 68 mm.
5.5.4.3 Crite`re d’emboutissage et optimisation du proce´de´
Les re´sultats pre´sente´s ci-dessus mettent en e´vidence la capacite´ du
mode`le EF a` simuler la mise en forme du titane durant l’ope´ration
d’emboutissage. Ne´anmoins, l’outil nume´rique tel que nous l’avons de´crit
est insuffisant pour pre´dire la faisabilite´ de l’ope´ration de mise en forme
et en particulier le phe´nome`ne de localisation de la de´formation. Le
crite`re que nous avons alors introduit repose sur les classiques Courbes
Limites de Formage (CLF). La proce´dure expe´rimentale est re´alise´e au
moyen d’un essai d’emboutissage de type Marciniak. Les e´chantillons
sont des bandes de largeur variant entre 20 mm et 140 mm. Elles sont
de´forme´es jusqu’a` rupture au moyen d’une presse hydraulique de 50 t
e´quipe´e du dispositif d’emboutissage compose´ d’un poinc¸on cylindrique
a` fond plat (de diame`tre 100 mm), d’une matrice et d’un serre-flan.
Au cours de l’essai, des images du flan sont successivement enregistre´es
jusqu’a` rupture. Le logiciel 7D est utilise´ pour calculer les de´forma-
tions principales maximales et minimales permettant par la suite de
tracer la CLF (Figure 5.17 (b)). Les re´sultats nume´riques des simula-
tions d’emboutissage avec diffe´rents flans de diame`tre 60 mm, 64 mm et
68 mm sont alors compare´s a` ces donne´es expe´rimentales. Il apparaˆıt
que les flans de diame`tres supe´rieurs a` 64 mm ne peuvent eˆtre emboutis
avec succe`s en une seule passe a` tempe´rature ambiante. Ce point a
e´te´ ve´rifie´ expe´rimentalement avec le dispositif d’emboutissage du lab-
oratoire. Ainsi pour le diame`tre maximal de flan emboutissable (ici 60
mm), le rapport d’emboutissage limitant (note´ LDR de l’anglais Lim-
iting Drawing Ratio) calcule´ a` partir du quotient du diame`tre de flan
sur celui du poinc¸on vaut LDR = 2.11. Pour emboutir avec succe`s un
flan de diame`tre 68 mm, il faut donc utiliser un diame`tre de poinc¸on
Dp = 68/2.11 = 32.23 mm. Un essai a e´te´ re´alise´ en utilisant un dis-
positif avec un diame`tre de poinc¸on de 33 mm. Comme on pouvait s’y
attendre l’ope´ration de mise en forme a e´te´ re´alise´e avec succe`s meˆme si
des plis se sont forme´s, notamment en raison d’un diame`tre de serre-flan
trop grand. La pie`ce obtenue a e´te´ emboutie au cours d’une seconde
passe avec le dispositif d’emboutissage initial afin d’obtenir la ge´ome´trie
requise de la pie`ce (Fig. 5.17 (c)). Bien e´videmment en raison des plis
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pre´ce´dents, l’esthe´tique de la pie`ce n’est pas acceptable. Ne´anmoins,
nous avons ainsi prouve´ qu’il e´tait possible de mettre en forme la pie`ce
tout en respectant sa hauteur de 30 mm en utilisant un flan de 68 mm
avec deux passes successives d’emboutissage.
5.6 Conclusion
Ce chapitre re´sume les principales investigations expe´rimentales et
nume´riques mises en œuvre pour e´tudier la mise en forme du titane.
Ces travaux s’appuyent sur des concepts the´oriques classiques pre´sente´s
au chapitre 3 et des mesures de champs essentiellement cine´matiques
dont les principes ont e´te´ rappele´s au chapitre 4. Nous avons montre´
au travers des deux premiers paragraphes comment nous avons exploite´
ces mesures de champs afin d’identifier le plus finement possible et sur
la base d’essais standards le comportement me´canique du mate´riau ti-
tane. Les simulations nume´riques qui suivent adopte une approche de
type confrontation mode`le/expe´rience. Les re´sultats sont globalement
satisfaisant malgre´ la simplicite´ du mode`le de comportement. Tous ces
travaux ont e´te´ valorise´s au travers de :
• 3 articles dans des revues internationales avec comite´ de lecteur :
A6, A5, A4,
• 1 confe´rence internationale avec actes et comite´ de lecture : B9,
• 1 confe´rence nationale invite´e : C2
• 2 confe´rences nationales avec actes et comite´ de lecture : D4, D3,
• 2 communications orales et posters : E6, E2.
CHAPITRE 6
Identification par me´thode inverse de
parame`tres mate´riaux a` partir de mesures
de champs
6.1 Introduction
La me´thode des Ele´ments Finis est a` pre´sent largement utilise´e dans
tous les secteurs industriels que ce soit pour simuler des ope´rations de
mise en forme (emboutissage par exemple) ou pour re´soudre des prob-
le`mes de me´canique des structures. Pour disposer de mode`les fiables et
pre´dictifs, l’inge´nieur est amene´ a` construire des lois de comportement
comportant un nombre sans cesse croissant de parame`tres mate´riaux, ce
qui ne´cessite la conduite d’un nombre d’essais de plus en plus important
pour les identifier. Par ailleurs, dans la plupart des proce´de´s de mise en
forme, le mate´riau est soumis a` des trajets de chargement complexes.
Or dans la plupart des cas, le comportement du mate´riau est identifie´
sur la base d’essais homoge`nes standardise´s. Il n’est donc pas rare de
constater des e´carts entre les mesures et les re´sulats de ces simulations.
Le recours a` des essais sur des e´prouvettes pre´sentant des de´formations
he´te´roge`nes est a` ce titre une alternative inte´ressante mais elle exige le
de´veloppement de me´thodes nume´riques pour en exploiter les re´sultats.
Sur le plan expe´rimental, les techniques de mesure de champs, qu’elles
soient cine´matiques ou thermiques, ont connu un de´veloppement tre`s
important depuis le de´but des anne´es quatre vingt dix. Ces techniques
se distinguent des syste`mes conventionnels de mesures locales de type
jauges de de´formation, capteurs de de´placement ou thermocouples dans
la mesure ou` l’expe´rimentateur acce`de a` une cartographie de surface
d’un e´chantillon teste´ suivant une sollicitation donne´e. L’observation
de ces mesures peut re´ve´ler des phe´nome`nes d’he´te´roge´ne´ite´ des de´-
formations pour des essais suppose´s homoge`nes comme l’essai de trac-
tion ; he´te´roge´ne´ite´s qui ne peuvent eˆtre perc¸ues lorsque l’on utilise des
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mesures « locales » de type jauges de de´formation. Dans ce contexte, di-
verses strate´gies d’identification de parame`tres mate´riaux exploitant des
essais conduisant a` des champs he´te´roge`nes ont e´merge´. Plusieurs me´th-
odes sont actuellement mises en œuvre afin d’identifier des parame`tres
de lois de comportements en utilisant des mesures de champs. Les quatre
me´thodes les plus couramment utilise´es sont :
¬ la me´thode des champs virtuels (MCV)1,
­ la me´thode de l’erreur en relation de comportement (ERC)2 3,
® la me´thode de l’e´cart a` l’e´quilibre (MEQ)4,
¯ la me´thode de recalage de mode`les Ele´ments Finis (FEU)5.
De nombreuses e´tudes utilisent cette dernie`re me´thode pour identifier
le comportement des mate´riaux a` partir de courbes force/de´placement,
sans mesures de champs (voir par exemple les travaux de Forestier6). Les
me´thodes inverses de type recalage de mode`les EF utilisant des mesures
de champs ont e´te´ ne´anmoins fortement de´veloppe´es ces dernie`res an-
ne´es. On se propose dans ce paragraphe de recenser les principales
e´tudes en adoptant une classification qui de´pend de la nature du com-
portement identifie´. Le Tableau 6.1 met en e´vidence qu’en dehors des
travaux pre´curseurs de Hendricks, la me´thode de recalage de mode`les
EF a` partir de mesures de champs est en pleine ascension depuis moins
de dix ans. Bien que les publications recence´es dans ce tableau soit
nationales et internationales, cette engouement de la communaute´ sci-
entifique vis a` vis de l’identification a` partir de mesures de champs
est tre`s certainement lie´ au GDR CNRS 2519 « Mesures de champs
et identification en me´canique des solides » cre´e´ en janvier 2003. On
constate par ailleurs un nombre relativement conse´quent de travaux
ayant pour objectif d’identifier des parame`tres mate´riaux de lois de
comportement e´lastoplastiques. L’inte´reˆt industriel est e´vident car ces
me´thodes d’identification inverses permettent de re´duire de manie`re tre`s
conse´quente le nombre d’essais a` re´aliser pour identifier ce type de lois
utilise´es dans la simulation nume´rique de la mise en forme des mate´riaux.
1M. Gre´diac. Principe des travaux virtuels et identification/principle of virtual
work and identification. Comptes Rendus de l’Acade´mie des Sciences, 309:1–5, 1989
2P. Ladeve`ze. Comparaison de mode`les de mileux continus. PhD thesis, Universite´
Pierre et Marie Curie, 1975
3P. Ladeve`ze, N. Moe¨s, and B. Douchin. Constitutive relation error estimators for
(visco)plastic finite element analysis with softening. Computer Methods in Applied
Mechanics Engineering, 176:247–264, 1999
4D. Claire, S. Roux, and F. Hild. A finite element formulation to identify damage
field : the equilibrium gap method. International Journal of Numerical Methods in
Engineering, 61:189–208, 2004
5K.T. Kavanagh and R.W. Clough. Finite element applications in the charac-
terization of elastic solids. International Journal of Solids and Structures, 7:11–23,
1971
6R. Forestier. De´veloppement d’une me´thode d’identification de parame`tres mate´ri-
aux par analyse inverse couple´e avec un mode`le e´le´ments-finis 3D. PhD thesis, Ecole
Nationale Supe´rieure des Mines de Paris, 2004
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Tableau 6.1 – Bilan des principales e´tudes couplant me´thode inverse de type recalage de mode`les EF et mesures de champs classe´es
en fonction de la nature du comportement identifie´.
Comportement Principales caracte´ristiques de l’e´tude Auteur principal (Anne´e)re´fe´rences
Elastique Loi e´lastique orthotrope, essais plans, suivi
de marqueurs
Hendricks (1991)7
Loi e´lastique orthotrope, traction troue´e, in-
terfe´rome´trie de Moire´
Molimard (2005)8
Lois e´lastique line´aire, essais plans, corre´la-
tion d’images
Lecompte (2007)9, Witz (2008)10
Viscoe´lastique Pliage panneaux de bois, me´trologie optique Le Magorou (2002)11
Hyerpe´lastique Loi de Mooney-Rivlin, essais de traction bi-
axiale et gonflement
Genove`se (2006)12, Cosola (2008)13
Elastoplastique Marqueurs, traction sur e´prouvette cylin-
drique
Mahnken (1997)14
Crite`re de Hill, loi de Nada¨ı, e´crouissage
line´aire et non line´aire
Meuwissen (1998)15 16
Coefficients de Lankford essais de traction
plane
Khalfallah (2004)17
Crite`re de Hill, loi de Ludwick, de Swift et
multilie´naires
Lecompte (2007)9, Belhabib (2007)18,
Cooreman (2008)19, Dournaux (2009)20,
Kajberg (2004)21
Viscoplasticite´ Essais de Hopkinson, loi de Johnson-Cook Kajberg (2007)22
Thermique Coefficients de conductivite´ Wawrzynek (2003)23, Dilhaire (2004)24
7M.A.N. Hendricks. Identification of the mechanical behavior of solid materials.
PhD thesis, Eindhoven University of Technology, Netherlands, 1991
8J. Molimard, R. Le Riche, A. Vautrin, and J.R. Lee. Identification of the four or-
thotropic plate stiffness using a single open-hole tensile test. Experimental Mechanics,
45:404–411, 2005
9D. Lecompte, A. Smits, H. Sol, J. Vantomme, and D. Van Hemelrijck. Mixed
numerical-experimental technique for orthotropic parameter identification using biax-
ial tensile test on cruciform specimens. International Journal of Solids and Structures,
44:1643–1656, 2007
10J-F. Witz, S. Roux, and F. Hild. Mechanical properties of crimped mineral wools
: Identification from digital image correlation. Journal of Engineering Materials and
Technology, 130:1–7, 2008
11L. Le Magorou, F. Bos, and F. Rouger. Identification of constitutive laws for
wood-bases panels by means of an inverse method. Composites Sciences and Tech-
nology, 62:591–596, 2002
12K. Genove`se, L. Lamberti, and C. Pappalettere. Mechanical characterization of
hyperelastic materials with fringe projection and optimization techniques. Optics and
Lasers in Engineering, 44:423–442, 2006
13E. Cosola, K. Genove`se, L. Lamberti, and C. Pappalettere. A general framework
for identification of hyper-elastic membranes with moire´ techniques and multi-point
simulated annealing. International Journal of Solids and Strutures, 45:6074–6099,
2008
14R. Mahnken and E. Stein. Parameter identification for finte deformation elasto-
plasticity in principle direction. Computer methods in applied mechanics and engi-
neering, 147:17–39, 1997
15M.H.H. Meuwissen. An inverse method for mechnical characterization of metal.
PhD thesis, Eindhoven University of Technology, 1998
16M.H.H. Meuwissen, C.W.J. Oomens, F.P.T. Baaijens, R. Petterson, and J.D.
Janssen. Determination of the elasto-plastic properties of aluminium using a mixed
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Nous pre´sentons dans les paragraphes qui suivent le principe de la
me´thode de´veloppe´e et ses spe´cificite´s ainsi qu’un re´sume´ des principaux
re´sultats obtenus. Pour plus de de´tails, le lecture pourra consulter la
the`se de Thomas Pottier7 ainsi que l’article A3 publie´ dans European
Journal of Mechanics - A/Solids.L’article A3 est donne´ au chapitre
« Se´lection d’articles » du pre´sent
dossier.
6.2 Me´thode de recalage de mode`les EF
6.2.1 Principe de la me´thode de´veloppe´e
La me´thode de recalage de mode`les EF (Finite Element Updating
(FEU) en anglais) de´veloppe´e au laboratoire consiste en un couplage
entre le code de calculs par e´le´ments finis Abaqus et le logiciel de cal-
culs Matlab (Figure 6.1 (a)). Le she´ma de principe pre´sente la strate´gie
dans le cas d’un essai (plan ou hors plan) au cours duquel les efforts ex-
erce´s et les champs de de´placement sont mesure´s. La me´thode consiste
a` e´tablir un mode`le e´le´ments finis qui reproduise l’essai en respectant
la ge´ome´trie de l’e´chantillon, les conditions aux limites... Ce mode`le est
muni d’une loi de comportement a` laquelle un jeu initial de parame`tres
est donne´ afin de simuler la de´formation de l’e´prouvette au cours de
l’essai. Certains des parame`tres sont connus et donc fixe´s, d’autres sont
numerical-experimental method. Journal of Material Processing Technology, 75:204–
211, 1998
17A. Khalfallah. identification des lois de comportement e´lastoplastiques par essais
inhomoge`nes et simulations nume´riques. PhD thesis, Universite´ Tunis El Manar,
Tunisie, 2004
18S. Belhabib. De´veloppement d’un essai de traction he´te´roge`ne et identifica-
tion d’une loi d’e´crouissage et d’un crite`re de plasticite´ par recalage e´le´ments finis
sur des mesures de champs de de´formation finies obtenues par corre´lation d’images
nume´riques. PhD thesis, Universite´ Paris XIII, 2007
17S. Belhabib, H. Haddadi, M. Gaspe´rini, and P. Vacher. Heterogeneous tensile test
on elastoplastic metallic sheets : Comparison between fem simulation and full-field
strain measurements. International Journal of Mechanical Sciences, 50:14–21, 2007
19S. Cooreman. Identification of the plastic material behaviour through full-field dis-
placement measurements and inverse methods. PhD thesis, Vrije Universitet Brussel,
Belgique, 2008
20J.L. Dournaux, S. Bouvier, A. Aouafi, and P. Vacher. Full-field measurement
technique and its application to the analysis of materials behaviour under plane strain
mode. Materials Science and Engineering A, 500:47–62, 2009
21J. Kajberg and G. Lindkvist. Characterization of materials subjected to large
strains by inverse modeling based on in-plane displacement fields. International Jour-
nal of Solids and Structures, 41:3439–3459, 2004
22J. Kajberg and B. Wikman. Viscoplastic parameter estimation by high strain-rate
experiment and inverse modeling - speckle measurement and high-speed photography.
International Journal of Solids and Structures, 44:145–164, 2007
23A. Wawrzynek, A.J. Nowak, M. Bartoszek, R. Delpak, J.K.C. Shih, and C.W.
Hu. Application of direct/inverse anaysis to evaluate the structure integrity of con-
crete. part i. formulation for thermo-mechanical properties determination interna-
tional. NDT & E, 36(2):101–110, 2003
24S. Dilhaire, S. Grauby, W. Claeys, and J-C. Batsale. Thermal parameters iden-
tification of micrometric layers of microelectronic devices by thermoreflectance mi-
croscopy. Microelectronics Journal, 35(10):811–816, 2004
7T. Pottier. Identification parame´trique par recalage de mode`les e´le´ments finis
couple´e a` des mesures de champs cine´matiques et thermiques. PhD thesis, Universite´
de Savoie, 2010
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Figure 6.1 – (a) Sche´ma de principe de la me´thode inverse d’identification (type recalage de mode`les EF) a` partir de mesures de champs
cine´matiques. (b) Strate´gie d’identification mise en œuvre pour les essais ayant fait l’objet de mesures de champs de tempe´rature.
donne´s a priori. La re´solution du proble`me EF permet de calculer les
champs de de´placements ainsi que les efforts exte´rieurs. Une fonction
objectif est construite sur la base des donne´es nume´riques et expe´rimen-
tales puis un algorithme d’optimisation actualise ite´rativement le jeu de
parame`tres. Un crite`re de convergence permet de stopper l’actualisation.
Cette strate´gie d’identification a e´te´ applique´e sur plusieurs essais afin de
proce´der a` l’identification de lois de comportement purement me´canique
(lois e´lastique et plastique).
Ne´anmoins, le fait de pouvoir disposer simultane´ment de mesures
de champs de tempe´rature en plus des grandeurs tant d’efforts que de
de´placements, nous a conduit a` travailler sur des mode`les inte´grant des
phe´nome`nes dissipatifs de la chaleur au travers notamment du coefficient
de Taylor-Quinney (voir le paragraphe 3.4.3 du chapitre 3). Pour ces
identifications, une strate´gie en deux e´tapes successives a e´te´ mise en œu-
vre. La Figure 6.1 (b) pre´sente le sche´ma de principe de l’identification.
La premie`re e´tape consiste a` identifier le comportement me´canique selon
la proce´dure de´crite ci-dessus. Le proble`me thermique est ensuite re´-
solu en utilisant le meˆme mode`le EF que celui identifie´ pour les calculs
me´caniques. La conductivite´, la chaleur spe´cifique et le coefficient de
dilation sont fixe´s (donne´es issues de la litte´rature). Les conditions aux
limites du proble`mes sont de´finies a` partir de deux flux surfaciques, l’un
pour prendre en compte les fuites thermiques dues aux e´changes par
convection avec l’air ambiant, l’autre pour les fuites dues aux e´changes
par conduction avec les mors de la machine. La puissance plastique dans
chaque e´le´ment du maillage issue du calcul me´canique sert ensuite a` e´val-
uer les sources de chaleur impose´es dans le mode`le EF thermique. Les
deux champs de tempe´rature, celui issu des calculs et celui mesure´, sont
compare´s et une actualisation des parame`tres est re´alise´e. Tout comme
dans le cas me´canique, un crite`re de convergence permet de stopper le
processus ite´ratif au voisinage de l’optimum.
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6.2.2 Re´solution du proble`me d’optimisation
L’identification des parame`tres mate´riaux tel que nous venons de
la pre´senter requiert un processus d’optimisation ite´ratif permettant
d’actualiser la valeur d’un vecteur de parame`tres. L’algorithme util-
ise´ initialement e´tait l’algorithme du simplexe base´ sur une me´thode
d’optimisation d’ordre 0 n’exigeant pas le calcul du gradient. Cet al-
gorithme s’est ave´re´ tre`s rapidement de´faillant et inadapte´, notamment
lorsque le nombre de parame`tres que nous avons cherche´ a` identifier est
devenu supe´rieur a` 2 ou 3 parame`tres. Afin d’assurer la convergence et
de minimiser les temps des calculs, nous avons de´cide´ d’inte´grer dans
l’outil de recalage un algorithme de Levenberg-Marquardt base´ sur une
me´thode d’ordre 1 et donc ne´cessitant un calcul de sensibilite´.
6.2.2.1 Me´thode de Levenberg
L’algorithme de Levenberg-Marquardt permet d’obtenir une solution
nume´rique au proble`me de minimisation. La proce´dure de l’algorithme
est ite´rative. A chaque ite´ration, on remplace le vecteur parame`tres xk a`
l’ite´ration k par une nouvelle estimation xk+1 obtenue graˆce a` l’e´quation
d’actualisation suivante :
(J tJ + λLMI)(x
(k+1) − x(k)) = J t(mEF (x(k))−mexp) (6.1)
ou` J est la matrice jacobienne contenant les de´rive´es partielles de
chaque point de mesure par rapport a` chaque parame`tre et mEF (x(k))−
mexp = r(x) est le re´sidu, c’est-a`-dire la diffe´rence entre le vecteur des
grandeurs issues des calculs EF et celles mesure´es. λLM est un fac-
teur d’amortissement qui tend a` influer sur l’actualisation du vecteur
parame`tres. Nous avons choisi de faire e´voluer ce parame`tre en fonction
du gradient J t 8 de sorte que :
λLM = θ ‖r(x)‖+ (1− θ)
∥∥JT r(x)∥∥ . (6.2)
sans que cela nuise ni a` la vitesse de convergence, ni a` la pre´cision de
la me´thode.
6.2.2.2 Calculs de sensiblite´
La me´thode de Levenberg-Marquardt est une me´thode d’ordre 1, qui
requiert a` ce titre un calcul des termes de la matrice Jacobienne (aussi
appele´e matrice de sensibilite´). Deux approches diffe´rentes permettent
d’effectuer ce calcul : les approches analytiques et le calcul par dif-
fe´rences finies. Cette dernie`re me´thode est celle qui a e´te´ privile´gie´e au
niveau de l’outil de recalage de mode`les EF. Le calcul est base´ sur une
approximation de Taylor au premier ordre du re´sidu au voisinage de la
valeur actuelle d’un e´le´ment xk. Chaque parame`tre xk est donc perturbe´
positivement puis ne´gativement afin d’obtenir les re´sidus de ces deux
8C. Ma and L. Jiang. Some research on Levenberg Marquardt method for non-
linear equations. Applied Mathematics and Computation, 184:1032–1040, 2007
6.2. Me´thode de recalage de mode`les EF 67
configurations perturbe´es. Un des principaux inconve´nient de´coulant
d’une telle approximation re´side dans la ne´cessite´ de re´soudre 2 fois le
proble`me direct pour chaque parame`tre de x augmentant ainsi consid-
e´rablement les temps de calculs. Un sche´ma de de´rivation nume´rique
par diffe´rences finies dit avant et arrie`re a e´te´ pre´fe´re´ dans la mesure ou`
une seule configuration perturbe´e est requise pour chaque e´le´ment xk.
Il est toutefois e´tabli qu’une telle approche est moins pre´cise en partic-
ulier si la fonctionnelle pre´sente de nombreuses non-line´arite´s a` l’e´chelle
de la perturbation ∆xk. Conforme´ment aux travaux de Kleinermann
9
ou Lecompte10, nous avons fait le choix de prendre des valeurs relatives
de la perturbation, c’est-a`-dire que ∆xk = δk · xk de sorte que la per-
turbation agit comme un pourcentage de la valeur a` perturber. Dans
les travaux qui suivent, la valeur de la perturbation relative a e´te´ fixe´e
a` 1 × 10−2. Des essais ont e´te´ mene´s avec des valeurs plus faibles (de
1× 10−3 a` 1× 10−5) afin de valider ce choix. Il a e´te´ constate´ que dans
la gamme [1 × 10−2; 1 × 10−5], l’amplitude de la perturbation relative
n’a pas d’influence sur l’actualisation des parame`tres.
6.2.2.3 Formulations des fonctions objectifs
Le processus d’identification par me´thode inverse repose sur la com-
paraison entre la re´ponse expe´rimentale du syste`me et celle issue de la
mode´lisation nume´rique du meˆme syste`me. L’expe´rimentation fournit
deux grandeurs mesure´es : le de´placement et l’effort. Il existe donc 3
fac¸ons de formuler la re´ponse du syste`me : (i) en ne conside´rant que
l’effort, (ii) en ne conside´rant que le de´placement ou encore (iii) en con-
side´rant l’effort et le de´placement. Les de´placements issus des mesures
de champ repre´sentent de loin l’information la plus riche, ce qui conduit
naturellement a` vouloir les utiliser. Cette conside´ration e´limine imme´-
diatement la solution (i). Par ailleurs, les proble`mes de convexite´, la
nature mal pose´e du proble`me d’optimisation et la pre´sence e´ventuelle
de mouvements de corps rigide conduisent a` formuler la fonction objectif
selon l’approche (iii). Le lecteur pourra se reporter au paragraphe 1.3.4
- page 11 du me´moire de the`se de Thomas Pottier pour de plus amples
de´tails. L’une des difficulte´s de l’approche en force et de´placement re´- Le proble`me aurait pu eˆtre formule´ a` par-
tir des de´formations. Nous n’avons pas opte´
pour ce choix dans la mesure ou` la de´rivation
nume´rique de signaux expe´rimentaux ne´ces-
saires aux calculs des de´formations conduit
classiquement a` une amplification du bruit
des mesures.
side dans la ne´cessite´ de normer chaque re´ponse afin que les ordres de
grandeur de chaque type de re´ponses (de´placement de l’ordre de 1 µm
et force de l’ordre de 1 kN) soient comparables. Le choix a e´te´ fait de
formuler le re´sidu en normant la diffe´rence des re´ponses nume´riques et
expe´rimentales par la valeur maximale du de´placement ou de l’effort au
pas de temps conside´re´. Dans le cas de champs de de´placements tridi-
mensionnels, la formulation de la fonction objectif est donne´e par :
9J.-P. Kleinermann. Identification parame´trique et optimisation des proce´de´s de
mise en forme par proble`me inverse. PhD thesis, Universite´ de Lie`ge, Belgique, 2000
10D. Lecompte. Elastic and elasto-plastic material parameter identification by in-
verse modeling of static tests using digital image correlation. PhD thesis, Koninklijke
Militaire School, Belgique, 2007
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f(x) =
[
Ne,Nt,Nr∑
i,j,k=1
[uEFx,jk(x)− uexpx,jk
max
j,k
(uexpx )
2 +
uEFy,jk(x)− uexpy,jk
max
j,k
(uexpy )
2 +
uEFz,jk(x)− uexpz,jk
max
j,k
(uexpz )
2 +Nr
FEFj (x)− F expj
max
j
(F exp)
2]
i
] 1
2
(6.3)
ou` Ne est le nombre d’essais conside´re´s (le processus d’identification
peut eˆtre conduit sur la base de plusieurs essais), Nt le nombre de pas de
temps et Nr est le nombre de points de mesure du de´placement. Dans le
cas des proble`mes thermiques qui seront aborde´s plus loin, la formulation
de la fonction objectif en tempe´rature est la suivante :
f(x) =
[
Ne,Nt,Nr∑
i,j,k=1
(
θEFjk (x)− θexpjk
θexpj
)2
i
] 1
2
(6.4)
ou` θ = T −T0 est la variation de tempe´rature avec T0 la tempe´rature
de re´fe´rence et θexpj est l’e´cart moyen de tempe´rature sur un pas de
temps.
6.3 Re´sultats de quelques identifications de lois de
comportement purement me´canique
Nous re´sumons dans les paragraphes qui suivent les re´sultats obtenus
dans le cas d’identification de lois de comportement purement me´canique
a` partir de deux types d’essais :
¬ des essais plans pour lesquels les mesures de champs de de´place-
ment sont re´alise´es a` partir d’une technique de corre´lation d’images
nume´riques.
­ un essai hors-plan original pour lequel les mesures de champs de
de´placement tridimensionnel sont obtenues en ayant recours a` une
technique de ste´re´o-vision.
6.3.1 Identification sur la base d’essais plans
6.3.1.1 Ge´ome´tries e´tudie´es et mode`les associe´es
Trois ge´ome´tries d’e´prouvettes diffe´rentes pre´sentant des he´te´roge´-
ne´ite´s de de´formation croissantes ont e´te´ e´tudie´es (Figure 6.2 (a)). Pour
chacune de ces ge´ome´tries, un mode`le EF a` partir d’e´le´ments coques a e´te´
construit. La forme et les dimensions des mode`les EF dupliquent celles
de la zone d’analyse d’images. Cependant, comme le montre la Figure 6.2
(b), cette zone d’analyse d’images mate´rialise´e par la grille 7D n’ajuste
pas parfaitement les bords libres de l’e´prouvette puisque la corre´lation
d’images est impossible dans ces zones. Ne´anmoins, les maillages EF qui
ont e´te´ construits mode´lisent toute la largeur de l’e´prouvette afin que
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Figure 6.2 – (a) Ge´ome´tries des e´prouvettes e´tudie´es sur la base d’essais plans. La zone en bleu mate´rialise le domaine mode´lise´ sous
Abaqus. (b) Sche´ma illustrant la mode´lisation des conditions aux limites a` partir des mesures de champs obtenues par corre´lation
d’images et les proble`mes inhe´rents d’interpolation des mesures.
la section mode´lise´e soit e´gale a` la section re´elle. Afin de comparer les
champs de de´placement calcule´s et mesure´s aux meˆmes points mate´riels,
les champs de de´placements mesure´s par corre´lation d’images sont in-
terpole´s bi-line´airement en chaque nœud du maillage. Les conditions La zone d’analyse 7D est toujours plus
petite que le maillage du mode`le EF.
L’interpolation des mesures est ainsi impos-
sible pour certains nœuds du maillage situe´
notamment pre`s des bords libres des e´prou-
vettes. Ces nœuds ou` seule une information
nume´rique est disponible, ne sont pas pris
en compte dans la formulation de la fonction
objectif.
aux limites en de´placement applique´es au niveau du mode`le EF comme
consignes sont issues des mesures par corre´lation d’images. Une telle
de´finition des conditions aux limites pre´sente l’avantage de s’affranchir
des mouvements de corps rigides lie´s aux mors auto-serrant de la ma-
chine de traction. Ainsi, trois proble`mes d’identification parame´trique
sont formule´s sur la base de la fonction objectif pre´sente´e au para-
graphe 6.2.2.3. L’identification porte sur les deux parame`tres K et n
d’une loi d’e´crouissage de Ludwick et sur les parame`tres F , G, H et N
du crite`re de Hill. Les valeurs initiales de ces parame`tres sont arbitraire-
ment choisies. La base expe´rimentale utilise´e pour les identifications est
ge´ne´ralement constitue´e de trois essais a` 0◦, 45◦ et 90◦. Sept a` huit pas
de temps sont conside´re´s pour les comparaisons.
6.3.1.2 Principaux re´sultats
Plusieurs niveaux de comparaison des re´sultats ont e´te´ re´alise´s. Nous
re´sumons dans ce paragraphe les principales conclusions que nous avons
pu extraire des re´sultats de ces identifications. L’analyse des valeurs Pour plus de de´tails, le lecteur
peut consulter l’article A3 donne´ au
chapitre « Se´lection d’articles » du pre´sent
dossier.
nume´riques des diffe´rents parame`tres identifie´s a` l’issue du processus de
recalage pre´sente un coefficient n pour l’essai de traction simple tre`s
diffe´rent des autres essais. Lie´ a` la pre´sence de cisaillement au cours
de l’essai, ce coefficient est en re´alite´ tre`s mal re´actualise´ lors de l’essai
de traction simple en raison du peu de poids de cette sollicitation par
rapport aux autres notamment celles de type traction et compression.
Une grande variabilite´ des parame`tres K et n de la loi de Ludwick
a e´te´ e´galement observe´e. Cela signifie qu’il existe plusieurs doublets
(K,n) tre`s diffe´rents mais ve´rifiant la relation K × n ≈ cste permet-
tant d’approcher le minimum de la fonction objectif. Enfin, nous avons
montre´ qu’il e´tait possible de diminuer la base expe´rimentale lorsque le
niveau d’he´te´roge´ne´ite´ de l’essai conside´re´ e´tait important. En partic-
ulier, les jeux de parame`tres obtenus sur l’essai de pseudo-cisaillement
70 Identification par me´thode inverse de parame`tres mate´riaux a` partir de mesures de champs
Figure 6.3 – Courbes force/de´placement avant et apre`s identification par recalage de mode`les EF pour les trois essais plans e´tudie´s.
Les re´sultats sont donne´s pour l’essai a` 45◦.
avec trois essais a` 0◦, 45◦ et 90◦ ou avec seulement deux essais a` 0◦ et 45◦
conduisent a` des parame`tres identifie´s quasi identiques. La Figure 6.3
pre´sente les courbes force/de´placement entre le de´but et la fin du pro-
cessus d’actualisation pour les trois essais e´tudie´s. Les re´sultats obtenus
te´moignent d’une tre`s bonne concordance des re´ponses expe´rimentales
et nume´riques a l’issue du recalage.
La Figure 6.4 pre´sente les champs de de´placement longitudinal mesu-
re´s et calcule´s pour l’essai a` 45◦ de la ge´ome´trie de pseudo-cisaillement
a` un instant (5ie`me pas de temps du calcul EF) correspondant au maxi-
mum de l’effort. On constate que l’erreur relative sur le de´placement ux
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Figure 6.4 – Champs de de´placement cal-
cule´s et mesure´s apre`s identification in-
verse dans le cas d’un essai de pseudo-
cisaillement a` 45◦. Comparaison re´alise´e
a` l’instant correspondant au maximum de
l’effort.
est comprise entre −5% et +15%, l’erreur maximale e´tant commise au
niveau du fond des encoches, zones de plus fortes de´formations. Il s’agit
e´galement des zones de plus fort gradient de de´placement, c’est-a`-dire
des zones ou` l’erreur de recalage des champs nume´riques sur les champs
expe´rientaux a` le plus d’influence. Par ailleurs, nous avons montre´ que
les lois de comportement identifie´es en traction ne permettent pas de
simuler correctement un essai comme celui de pseudo-cissaillement alors
que l’inverse le permet. Ceci nous a conduit a` travailler sur la mise au
point d’un essai fortement he´te´roge`ne.
6.3.2 Apport d’un essai hors-plan he´te´roge`ne
6.3.2.1 Pre´sentation de l’essai
L’essai hors-plan he´te´roge`ne qui a e´te´ de´veloppe´ s’inspire de l’essai
d’emboutissage de Nakazima11. La ge´ome´trie de l’e´prouvette a e´te´ obte-
nue a` l’issue d’une longue se´rie de calculs e´le´ments finis au cours desquels
les champs de de´formations ont e´te´ compare´s afin de trouver la ge´ome´trie
pre´sentant le maximum d’he´te´roge´ne´ite´s. Les principales ge´ome´tries
e´tudie´es sont recense´es dans l’annexe B du me´moire de the`se de Thomas
Pottier. La Figure 6.5 (a) pre´sente le dispositif expe´rimental de l’essai.
Ce dernier se compose d’un poinc¸on he´misphe´rique monte´ sur la traverse
mobile d’une machine d’essai de traction, d’une matrice et d’un serre-
flan. Au cours de l’essai, un banc ste´re´oscopique enregistre les images
11R. Arrieux. De´termination the´orique et expe´rimentale des courbes limites de
formage en contraintes. The`se de Doctorat, Universite´ Claude Bernard, Lyon, 1990
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Figure 6.5 – (a) Photographie du dispositif expe´rimental de l’essai hors-plan inte´grant le banc ste´re´oscopique et de´tail de l’outillage.
(b) Directions principales de de´formation dans les trois zones de l’e´prouvette.
de la face infe´rieure de l’e´prouvette. Cette dernie`re est un flan circulaire
de diame`tre 100 mm et de 0.5 mm d’e´paisseur de´coupe´e dans une toˆle
de titane commercialement pur. La Figure 6.5 (b) pre´sente les direc-
tions principales de de´formation dans trois zones de´die´es de l’e´prouvette
(traction, cisaillement, expansion).
Afin d’appliquer la proce´dure d’identification inverse sur l’essai, un
mode`le EF (Figure 6.6) a e´te´ construit avec le code EF Abaqus. Ce
EncastrementUZ
Figure 6.6 – Mode´lisation de l’essai hors-
plan au sein du code de calculs par e´le´-
ments finis Abaqus.
mode`le se compose de la matrice et du poinc¸on mode´lise´s par des solides
rigides et du flan mode´lise´ par des e´le´ments volumiques (28 125 nœuds
re´partis sur quatre e´paisseurs). En re´alite´, seul 4 462 nœuds sont con-
side´re´s pour le calcul de la fonction objectif, toute la surface de l’e´prou-
vette n’e´tant pas visible par le banc ste´re´oscopique. La fonction objectif
est e´value´e en comparant les de´placements aux nœuds du maillage EF.
Les mesures sont donc interpole´es bi-line´airement en chaque nœud du
maillage comme dans le cas des essais plans. Enfin, le repe`re princi-
pal d’anisotropie est place´ initialement tel que l’axe ~x corresponde a`
la direction de laminage (DL) et ~y a` la direction transverse (DT). Les
conditions aux limites du proble`me sont telles qu’un encastrement est
mode´lise´ sur la pe´riphe´rie exte´rieure de l’e´prouvette et le de´placement
vertical du poinc¸on est impose´ a` partir des mesures issues de l’analyse
d’images au centre de l’e´prouvette, sur la face infe´rieure de celle-ci.
6.3.2.2 Principaux re´sultats
Pour cet essai, les identifications ont porte´ a` la fois sur les parame`tres
e´lastiques ou plastiques de la loi de comportement du mate´riau. Ainsi,
trois mode`les de comportement diffe´rents ont e´te´ e´tudie´s :
¬ un mode`le de comportement e´lastique isotrope avec 2 parame`tres
a` identifier,
­ un mode`le de comportement e´lastique orthotrope avec 4 parame`tres
a` identifier,
® un mode`le de comportement plastique : loi de Ludwick et crite`re
de Hill avec 6 parame`tres a` identifier.
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Figure 6.8 – Champs de de´placement uz mesure´s et calcule´s apre`s recalage et re´sidu.
Les re´sultats pre´sente´s dans ce paragraphe concernent uniquement la
dernie`re identification. Pour les calculs, l’anisotropie de comportement
e´lastique est prise en compte a` partir des re´sultats de recalage du mode`le
orthotrope. La Figure 6.7 pre´sente une comparaison des courbes force vs
de´placement mesure´es au cours de l’essai hors-plan avec celles obtenues
avant et apre`s recalage EF. Les re´sultats mettent en e´vidence une tre`s
bonne correspondance entre l’effort mesure´ et l’effort calcule´ avec le jeu
de parame`tre identifie´. La Figure 6.8 montre les champs de de´placement
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Figure 6.7 – Comparaison des courbes
force/de´placement mesure´es avec celles
issues des calculs avant et apre`s recalage
EF.
mesure´s et calcule´s apre`s recalage suivant la direction ~z. L’observation
du re´sidu met en e´vidence une erreur relative faible estime´e a` environ
3%.
6.3.3 Confrontation mode`les/expe´rience
Afin de valider la capacite´ des diffe´rents mode`les identifie´s que ce
soit a` partir d’essais plans ou de l’essai hors-plan et in fine de mettre en
e´vidence l’inte´reˆt de conside´rer des champs he´te´roge`nes en identification
inverse, une validation par confrontation mode`le/expe´rience a e´te´ re´al-
ise´e. Celle-ci repose sur un essai d’emboutissage. Le dispositif utilise´ est
celui pre´sente´ au paragraphe 5.5 du chapitre 5. Les comparaisons por-
tent sur la capacite´ des diffe´rents jeux de parame`tres identifie´s a` pre´dire
les cornes d’anisotropie observe´es sur les pie`ces embouties notamment en
titane (Figure 6.9 (a)). La Figure 6.9 (b) pre´sente la courbe enveloppe is-
sue de 120 points de mesures du profil supe´rieur de trois pie`ces embouties
dans les meˆmes conditions. Sur ce meˆme graphique sont superpose´s les
re´sultats issus des calculs EF de la mise en forme de cette pie`ce en util-
isant les diffe´rents jeux de parame`tres identifie´s. Les re´sultats obtenus
montrent que l’erreur type12 est la plus faible pour le jeu de parame`tres
identifie´s a` partir de l’essai hors plan.
12L’erreur type et lie´e a` l’estimation du profil d’anisotropie est calcule´e suivant
l’e´quation :
et =
√√√√ 1
120
120∑
i=1
(znumi − zexpi )2 (6.5)
ou` znumi est l’altitude relative du godet pre´dit par la simulation nume´rique au point
i ∈ [1; 120] et zexpi la moyenne des altitudes relatives mesure´es avec l’appareil de
me´trologie.
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Figure 6.9 – (a) Photographie d’un godet en titane pre´sentant des cornes d’emboutissage significatives d’un comportement anisotrope.
(b) Profils d’anisotropie de´veloppe´s : comparaison entre les calculs EF avec les diffe´rents jeux de parame`tres identifie´s et l’expe´rience.
6.4 Re´sultats d’identification a` partir de mesures
de champs cine´matiques et thermiques
6.4.1 Contexte de l’e´tude
Ce paragraphe vise a` pre´senter les re´sultats d’identification du coeffi-
cient de Taylor-Quinney β a` partir de mesures de champs cine´matique et
thermique. Ce coefficient (pre´sente´ au paragraphe 3.4.3 du chapitre 3)
repre´sente la fraction de puissance ane´lastique dissipe´e sous forme de
chaleur au cours de la de´formation du mate´riau. Une valeur de β = 0.9
pour les me´taux est couramment rencontre´e dans la litte´rature 13 14.
Pourtant, de nombreuses e´tudes expe´rimentales ont contredit cette hy-
pothe`se et montrent une de´pendance de β a` la de´formation et/ou a`
la vitesse de de´formation 15 16. Pour identifier les mode`les pre´disant
l’e´volution de β plusieurs me´thodes sont envisageables. Nous avons pro-
pose´ une identification inverse par recalage de mode`les EF. Lors de cette
e´tude, quatres mode`les sont e´tudie´s : le premier mode`le est un mode`le
constant et les trois autres mode`les supposent, conforme´ment aux obser-
vations expe´rimentales, une de´pendance de β a` la de´formation plastique.
Le choix a e´te´ fait de retenir la de´formation longitudinale Epxx. Le qua-
trie`me mode`le e´tudie´ est le mode`le propose´ en 1991 par A.T. Zehnder 17.
Les quatre mode`les sont de´finis comme suit :
13A. Needleman and V. Tvergaard. Analysis of a brittle-ductile transition under
dynamic shear loading. International Journal of Solids and Structures, 32:2571–2590,
1995
14J. Hodowany, G. Ravichandran, A.J. Rosakis, and P. Rosakis. Partition of plastic
works into heat and stored energy in metals. Experimental Mechanics, 40(2):113–123,
2000
15A. Chrysochoos, O. Maisonneuve, G. Martin, H. Caumon, and J-C. Chezeaux.
Plastic and dissipated work and stored energy. Nuclear E?g. and Design, 114:323–333,
1989
16D. Macdougall. Determination of the plastic work converted to heat using ra-
diometry. Experimental Mechanics, 40:298–306, 2000
17A.T. Zehnder. A model for the heating due to plastic work. Mechanics Research
Communications, 18:23–28, 1991
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Figure 6.10 – Se´quence des champs de puissance ane´lastique volumique w′a pour cinq instants e´quire´partis sur la courbe
force/de´placement de l’essai. Les points P1, P2, P3 et la ligne L1 consituent des e´le´ments de re´fe´rence utilise´s par la suite
pour les trace´es d’e´volutions temporelles de tempe´rature.

mode`le n◦1 : β = a,
mode`le n◦2 : β(Epxx) = bEpxx + c,
mode`le n◦3 : β(Epxx) = d (Epxx)e + f,
mode`le n◦4 : β(Epxx) =
(Epxx)
1−n−h˜
(Epxx)
1−n ,
(6.6)
ou` a, b, c, d, e et f sont les parame`tres mate´riau a` identifier. Dans
le premier mode`le, a est suppose´ appartenir a` l’intervalle [0, 1]. On
notera que dans le mode`le de Zehnder, n est le coefficient d’e´crouissage
de la loi de Ludwick et h˜ est la constante a` identifier. Par conse´quent,
les identifications sont re´alise´es avec un nombre de parame`tres variant
de 1 (mode`les n◦1 et n◦4) a` 3 (mode`le n◦3). Pour mener a` bien cette
identification, une proce´dure en deux e´tapes a e´te´ mise en œuvre (voir
Figure 6.1 (b) du paragraphe 6.2.1). Elle consiste a` proce´der a` une re´so-
lution dissocie´e du proble`me d’identification plastique puis thermique.
6.4.2 Bilan e´nerge´tique du proble`me
Les proble`mes me´caniques et thermiques sont successivement re´so-
lus en utilisant le meˆme mode`le EF de l’essai de pseudo-cisaillement
pre´sente´ au paragraphe 6.3.1.1. Afin de pouvoir inte´grer sur le volume
les sources de chaleur e´value´es apre`s l’identification me´canique, des e´le´-
ments volumiques ont e´te´ utilise´s a` la place des e´le´ments coques des
calculs pre´ce´dents. A l’issue du processus d’identification me´canique,
nous disposons d’un mode`le e´lastoplastique pour lequel l’ensemble des
parame`tres mate´riaux est identifie´. Ces parame`tres sont alors utilise´s
afin de calculer les champs de de´formation et de contrainte et par suite
estimer les diffe´rentes puissances mises en jeu au cours de l’essai (voir le
tableau 3.1 au paragraphe 3.4.2 du chapitre 3). La Figure 6.10 pre´sente
l’e´volution de la puissance ane´lastique w′a pour cinq instants e´quire´partis
sur la courbe force/de´placement de l’essai.
Cette puissance se localise dans une e´troite bande au centre de l’e´prou-
vette avec une intensite´ maximale au niveau des pointes des encoches.
L’inte´gration, sur le volume des e´le´ments du maillage des diffe´rentes puis-
sances volumiques calcule´es a` ce stade (w′e, w′a, w′thel et w
′
ext) permet de
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dresser un bilan global des puissances intervenant lors de la de´formation.
L’e´volution temporelle de ces grandeurs est donne´e dans la Figure 6.11
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Figure 6.11 – Evolution dans le temps des
diffe´rentes puissances intervenant lors de
l’essai de pseudo-cisaillement.
et compare´e a` l’e´valuation expe´rimentale de la puissance des efforts ex-
te´rieurs. Une bonne correspondance entre l’e´valuation issue des mesures
et les calculs de la puissance des efforts exte´rieurs est obtenue. Ce con-
stat permet par ailleurs de valider la proce´dure d’identification inverse
par recalage de mode`les EF mise en œuvre.
6.4.3 Identification du coefficient β de Taylor-Quinney
Pour identifier par me´thode inverse le coefficient β de Taylor-Quinney,
un mode`le thermique transitoire de l’essai a e´te´ construit afin de re´-
soudre l’e´quation de la chaleur pre´sente´e au paragraphe 3.4.4. Les cal-
culs thermiques sont re´alise´s sur un maillage Lagrangien ne se de´for-
mant pas durant la sollicitation thermique (maillage identique au prob-
le`me purement me´canique). Le champ de tempe´rature initiale T0(X,Y )
mesure´ est interpole´ puis impose´ a` chaque nœud du maillage avec re´pe´ti-
tion a` l’identique pour chaque couche de nœuds (ceci revient a` poser
l’hypothe`se d’un champ de tempe´rature initiale constant dans l’e´paisseur).
Le calcul thermique est ensuite re´solu sous sa forme tri-dimensionnelle
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Figure 6.12 – Evolution du coefficient de
Taylor-Quinney β en fonction de la de´-
formation plastique Epxx pour les quatre
mode`les e´tudie´s.
et conduit a` l’obtention d’un champ de tempe´rature non ne´cessairement
constant dans l’e´paisseur. La conductivite´, la chaleur spe´cifique et le
coefficient de dilatation thermique sont des donne´es issues de la litte´ra-
ture. Les conditions aux limites thermiques permettant de tenir compte
des e´changes thermiques (fuites thermiques dues aux e´changes par con-
vection avec l’air ambiant et fuites dues aux e´changes avec les mors de la
machine de traction) sont mode´lise´es de manie`re classique par deux flux
surfaciques. Les coefficients d’e´changes sont identifie´s par des essais par-
ticuliers de retour a` l’e´quilibre thermique. L’e´valuation des coefficient
d’e´change n’est pas de´taille´e ici18. La Figure 6.12 (a) pre´sente l’e´volution
du coefficient de Taylor-Quinney β en fonction de la de´formation longitu-
dinale pour les quatre mode`les a` l’issue du processus d’identification. La
Figure 6.13 pre´sente l’e´volution des tempe´ratures calcule´es et mesure´es
au cours du temps pour trois points (P1, P2 et P3) localise´s le long de
l’axe central de l’e´prouvette (voir Figure 6.10). On constate, comme on
pouvait s’y attendre, que le mode`le n◦3 est le plus a` meˆme de reproduire
les mesures puisqu’il comporte le nombre de parame`tres le plus e´leve´.
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Figure 6.13 – Evolution dans le temps des
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long de l’axe central de l’e´prouvette.
6.5 Bilan et conclusion
Ce chapitre re´sume les principaux travaux mene´s avec l’outil d’identi-
fication inverse de type recalage par mode`les e´le´ments finis en utilisant
des mesures de champs cine´matiques et thermiques. Dans le cas des
essais (qu’ils soient plans ou hors-plans) faisant intervenir les techniques
de corre´lation et ste´re´o-corre´lation d’images nume´riques visibles, les re´-
sultats des identifications ont permis de mettre en e´vidence l’inte´reˆt
18Pour plus de de´tails, le lecteur pourra se re´fe´rer a` la the`se de Thomas Pottier.
Ces travaux ont par ailleurs e´te´ soumis a` Mechanics of Materials.
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d’utiliser des e´prouvettes pre´sentant des champs de de´formation he´te´-
roge`nes. Une approche couplant a` la fois les mesures de champs cine´-
matiques et thermiques a e´te´ e´galement mise en œuvre afin d’identifier
la fraction de puissance ane´lastique dissipe´e sous forme de chaleur. Les
re´sultats des identifications de diffe´rents mode`les mettent en e´vidence
une de´pendance du coefficient β a` la de´formation. Diffe´rentes analyses
sur bruite´es lie´es aux diffe´rentes identifications inverses ont e´te´ re´alise´es
mais ne sont pas pre´sente´es dans ce me´moire. Il apparaˆıt que la sen-
sibilite´ aux bruits de mesure de l’identification inverse par recalage de
mode`le EF demeure raisonnable tant que les de´formations conside´re´es
sont suffisamment grandes.
Ce travail qui a e´te´ re´alise´ en tre`s grande partie dans le cadre de la
the`se de Thomas Pottier a fait l’objet de plusieurs articles et commu-
nications scientifiques dont le bilan qui peut en eˆtre fait est le suivant
:
• 1 article accepte´ + 2 soumis dans des revues internationales avec
comite´ de lecture : A3, A2 et A1,
• 6 confe´rences internationales avec actes et comite´ de lecture : B2,
B4, B5, B6, B7, B8,
• 1 confe´rence nationale invite´e : C1
• 1 confe´rence nationale avec actes et comite´ de lecture : D2,
• 2 communications orales et posters : E3, E4.
CHAPITRE 7
Travaux en cours
7.1 Etude de la mise en forme d’une virole acier de
faible e´paisseur par un proce´de´ de de´formation
par faible contact
7.1.1 Contexte
Cette the`se s’inscrit dans le cadre du projet DEFI (DEcolleter par
Formage Innovant), projet retenu lors du 8e`me appel a` projets des poˆles
de compe´titivite´ (Fonds Unique Interministe´riel (FUI)). Le consortium
mis en place pour mener a` bien ce projet rassemble deux partenaires in-
dustriels (les socie´te´s NTN-SNR (leader du projet) et M2O), un centre
technique (Centre Technique de l’industrie du DEColletage (CTDEC))
et le laboratoire SYMME (partenaire acade´mique). L’objectif du projet
Figure 7.1 – Technique ancestrale, le re-
poussage est connu au 16e`me sie`cle pour
confectionner des vases et des pichets.
D’apre`s Les techniques de repoussage
et de fluotournage, Metal Industries
- De´cembre 1999 - http://www.metal-
industries.com.
DEFI est de de´velopper un nouveau proce´de´ qui s’inspire des technolo-
gies de repoussage, fluotournage, usinage sans enle`vement de matie`re,
concurrenc¸ant notamment les proce´de´s conventionnels d’emboutissage,
afin de produire des pie`ces creuses de re´volution en acier. L’e´tude est
mene´e dans le cadre de la the`se de Jonathan Raujol-Veille´, co-dirige´e par
Laurent Tabourot et moi-meˆme. Le principal objectif du travail de the`se
est de construire un mode`le nume´rique permettant de tester de manie`re
virtuelle de nombreuses options de mise en forme afin de de´terminer
in fine de manie`re pre´dictive les parame`tres du proce´de´ pour le lance-
ment d’une se´rie et les outillages de formage optimaux. Pour atteindre
cet objectif, la recherche s’appuiera sur les re´sultats de caracte´risations
expe´rimentales issues d’une seconde the`se re´alise´e au sein du labora-
toire Symme qui sera mene´e de front. Ces donne´es seront essentielles
pour de´terminer le mode`le de comportement du mate´riau et identifier
les parame`tres associe´s. Sur le plan nume´rique, les verrous portent sur la
mise en œuvre de calculs e´le´ments finis qui croisent diffe´rentes difficulte´s
notables : haute e´nergie cine´tique des corps, finesse et taille du maillage,
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Figure 7.2 – Se´quence de mise en forme de la virole au moyen du galet issue de la simulation nume´rique.
complexite´ des conditions aux limites, contacts... Etant donne´ la taille
des proble`mes ge´ne´re´s, les calculs seront re´alise´s sur la grille MUST de
l’Universite´ de Savoie (calculs paralle`les sur cluster de machines). Le
montant total de l’ope´ration s’e´le`ve a` 540 ke.
7.1.2 Principaux re´sultats
Pour l’heure, plusieurs mode`les EF ont e´te´ mis au point sous Abaqus.
La Figure 7.2 pre´sente une se´quence de mise en forme virtuelle de la
virole acier de´forme´e au moyen d’un galet sur une matrice de forme.
De nombreux de´veloppements sont encore ne´cessaire afin d’ame´liorer
les capacite´s de pre´dictions des calculs. Un travail doit eˆtre re´alise´ au
niveau de la description du comportement du mate´riau afin d’inte´grer
une sensibilite´ a` la vitesse de de´formation ainsi qu’a` la tempe´rature.
Sur un plan nume´rique, le maillage adaptatif utilisant les techniques
ALE doit eˆtre inte´gre´ dans les prochains mode`les. Nous cherchons par
ailleurs a` re´duire les temps de calculs. Paralle`lement a` ce travail, un
essai a e´te´ mis au point chez le partenaire industriel. La Figure 7.3
Matrice
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Virole
v
Figure 7.3 – Photographie de l’outillage
utilise´e pour de´former la virole avec indi-
cation des cine´matiques (translation du
galet a` la vitesse v et rotation de la ma-
trice a` la vitesse angulaire ω). Illustration
de la pie`ce avant et apre`s mise en forme.
pre´sente une photographie de l’outillage utilise´ pour de´former la virole.
Le dispositif a e´te´ instrumente´ afin de pouvoir enregistrer les efforts
notamment sur le galet au cours de la mise en forme. Les premie`res
comparaisons mode`le/expe´rience, tant au regard de la ge´ome´trie de la
pie`ce que de celui des efforts mis en jeu, sont encourageantes.
7.2 De´veloppement d’un implant universel pour les
fractures du fe´mur proximal chez les personnes
age´es
7.2.1 Contexte de l’e´tude
Les fractures du fe´mur proximal de la personne aˆge´e ne´cessitent dans
la plus grande majorite´ des cas un traitement chirurgical. Ces fractures,
fre´quentes chez les personnes aˆge´es, sont lie´es a` l’oste´oporose. Elles
frappent donc plus pre´cocement et plus fre´quemment les femmes que
les hommes. Elles surviennent bien souvent a` l’occasion d’un trauma-
tisme minime, telle une chute de sa hauteur, mais peuvent eˆtre aussi
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spontane´es. A ce jour, le traitement varie suivant le type de fracture.
Le chirurgien a alors recours a` diffe´rents mate´riels d’oste´osynthe`se (vis,
plaques, tiges, etc). Pour les fractures particulie`res dites inter trochan-
te´riennes, il est possible de fixer la fracture de manie`re intra me´dullaire,
c’est-a`-dire a` l’inte´rieur du fe´mur (Figure 7.4 (a)) ou de manie`re ex-
tra me´dullaire (Figure 7.4 (b)). Pour chaque type de traitement, un
(a) (b)
Figure 7.4 – Fixation d’une fracture du
fe´mur de manie`re intra me´dullaire (a) ou
extra me´dullaire (b).
dispositif particulier est actuellement ne´cessaire. Pratiquement tous les
hoˆpitaux sont e´quipe´s des deux syste`mes de fixation qui couvrent les
habitudes et l’expertise des diffe´rents chirurgiens. Cela ne´cessite bien
e´videmment un surcouˆt en termes d’e´quipement. Ce type de fracture
est tre`s fre´quent et l’on compte actuellement 280 000 cas par an aux
USA, nombre qui devrait approcher 500 000 cas par an en 2040 au vue
du vieillissement de la population1. En 2040 et uniquement pour les
USA, le couˆt estime´ de cette pathologie est de 9,8 milliards de $.
L’objectif du projet est de de´velopper, en re´unissant des universi-
taires et des industriels, un implant universel pour traiter les fractures
du fe´mur proximal chez la personne aˆge´e. Le principal enjeu du projet
est de pouvoir proposer aux termes de ces trois anne´es un nouvel im-
plant universel, une instrumentation et un syste`me expert permettant
de guider les chirurgiens dans la pose de l’implant.
Pour mener a` bien se travail, un financement a e´te´ obtenu a` la suite
d’une demande de subvention europe´enne aupre`s du programme INTER-
REG IV A France-Suisse 2007-2013. Re´mi Billard a e´te´ recrute´ depuis
le 01 janvier 2011 sur cette the`se, co-dirige´e par Pierre Vacher, Eric
Vittecoq et moi-meˆme. Le couˆt total de l’ope´ration s’e´le`ve a` 830 ke.
7.2.2 Dimensions collaboratives du projet
Outre le laboratoire Symme, ce travail est mene´ en collobaration avec
diffe´rents partenaires :
la socie´te´ Chirmat : socie´te´ cre´e´e en 2007 par le Prof Christian Bon-
jour, Dr es sciences, physicien et inge´nieur en mate´riaux et le Dr
Yvan Arlettaz, chirurgien orthope´diste, dont le but est de cre´er, de
de´velopper et soutenir de nouvelles ide´es et de nouveaux concepts
dans le domaine des mate´riaux et de l’instrumentation chirurgicale
et me´dicale. Dans ce projet, Chirmat a exprime´ le besoin.
la socie´te´ Tural : Cre´e´e en 2008 par Thomas Gradel, Tural est un
laboratoire de recherche inde´pendant proposant des prestations de
services en R&D, des prestations scientifiques, des prestations de
services en essais, fabrication et en marquage CE.
hepia : hepia est ne´e de la fusion de deux e´coles d’inge´nieur de la
HES-SO (Hautes Ecoles Supe´rieures de Suisse Occidentale), l’e´cole
d’inge´nieurs de Gene`ve et l’e´cole d’inge´nieurs de Lullier. Les ac-
tivite´s de recherche s’appuient sur quatre instituts, donc IMEC,
1E. Schemitsch and M. Bhandari. Femoral neck fractures : controversies and evi-
dence. Journal of Orthopaedic Trauma, 23(6):385, 2009
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(a) (b)
Figure 7.5 – (a) Mode`le CAO du clou Gamma avec vis cervicale et vis de verrouillage distal non visible. (b) Re´partition des contraintes
de Von Mises pour un mode`le EF inte´grant l’implant et le col du fe´mur sous Abaqus.
l’institut des proce´de´s de fabrication, des mate´riaux et de la me´ca-
nique des fluides. Dans le cadre du pre´sent projet, hepia est
implique´ a` deux niveaux : (i) au niveau de la conception, de
l’optimisation et de la re´alisation de produit, lors de l’e´tude d’un
montage d’essai permettant de caracte´riser le comportement me´ca-
nique des os et lors de l’e´tude de l’outillage ancilaire, (ii) au niveau
de la caracte´risation du comportement de l’os, microstructurale et
me´canique, en mettant en particulier en avant ses compe´tences
dans les domaines de la fatigue et de la me´canique de la rupture.
7.2.3 Premiers re´sultats
Pour l’heure, les premiers travaux ont principalement porte´ sur une
e´tude de l’e´tat de l’art en lien avec les the`mes suivants : fe´mur (mode`le,
sollications me´caniques, comportement...) et osthe´osynthe`se du fe´mur
proximal (vis et plaques, instrumentation, aide au positionnement...).
Un mode`le 3D du fe´mur a e´te´ re´cupe´re´ et inte´gre´ au sein du code de
calculs par e´le´ments finis Abaqus. Les premiers calculs EF (Figure 7.5)
ont e´te´ re´alise´s sur un implant existant (clou Gamma) permettant de
fixer la fracture de manie`re intra me´dullaire. Le travail de recherche
des prochains mois devrait s’organiser autour de la caracte´risation me´-
canique tant de l’os que de l’implant, la conception de l’implant uni-
versel et son dimensionnement. A plus long terme, il s’agit de con-
cevoir l’instrumentation affe´rente, proce´der a` des confrontations mod-
e`les/expe´riences et de´velopper le syste`me d’aide a` la pose.
7.3 Identification de sources de chaleur a` partir
d’une approche d’analyse modale et de mesures
de champs de tempe´rature
Ce travail collaboratif a e´te´ initie´ par Thomas Pottier de`s son ar-
rive´e a` l’Universite´ de Chiang Mai. Outre le laboratoire Symme, il im-
plique par ailleurs notre colle`gue Herve´ Louche du LMGC de Montpel-
lier. L’objectif de cette e´tude est de de´velopper une me´thode permettant
de reconstruire des sources de chaleur en ayant recours a` une me´thode
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Sources Abaqus Sources reconstruites
Diffusion
Bruit
Analyse modale Reconstruction 
des sources
Etape #1
Etape #2
Etape #3
Etape #4
Figure 7.6 – She´ma de principe de la de´marche mise en œuvre afin de reconstruire les sources de chaleur sur la base d’une analyse
modale.
d’analyse modale. Cette dernie`re me´thode a e´te´ initialement mise en
œuvre au laboratoire Symme par Serge Samper sur des proble´matiques
de tole´rancement (the`se de Hugues Favrelie`re). Le she´ma de principe de
la de´marche utilise´e pour reconstruire les sources de chaleur est pre´sente´
dans la Figure 7.6.
La me´thode peut eˆtre de´compose´e en 4 e´tapes successives :
¬ Diffusion des sources de chaleur a` partir d’un mode`le EF volumique
construit sous Abaqus.
­ Ajout d’un bruit de mesure gaussien allant d’un bruit nul a` un
e´cart type de 6◦C.
® Calcul des modes propres.
¯ Reconstruction des sources de chaleur par de´rivation des modes.
Les premiers re´sultats obtenus montrent (sur un exemple purement
nume´rique) qu’il est possible avec cette me´thode de reconstruire les
sources de chaleur tant dans l’espace que dans le temps avec une tre`s
bonne pre´cision. Les perspectives lie´es a` ce travail de recherche sont
donne´es au paragraphe 8.2.4 du chapitre 8.
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CHAPITRE 8
Conclusion ge´ne´rale et perspectives
8.1 Bilan
Ce me´moire pre´sente la de´marche et re´sume les principaux re´sultats
obtenus autour de deux the`mes : (i) l’e´tude de la mise en forme des
mate´riaux et (ii) l’identification par me´thode inverse de parame`tres as-
socie´s a` des lois de comportement a` partir de mesures de champs tant de
nature cine´matique que thermique. Initie´s pendant ma the`se a` Grenoble
sur les mate´riaux fritte´s, les travaux sur le the`me (i) ont e´te´ poursuivis
de`s mon arrive´e a` l’Universite´ de Savoie sur des mate´riaux tels que le
titane et plus re´cemment l’acier. Le de´nominateur commun de tous ces
travaux re´side dans le fait qu’ils sont mene´s dans le cadre de projets et
programmes collaboratifs faisant intervenir des industriels, des centres
techniques, d’autres laboratoires de recherche. Les travaux concernant
le the`me (ii) sont plus re´cents et par ailleurs plus acade´miques. Ils
couvrent un spectre important de la me´canique expe´rimentale aux cal-
culs e´le´ments finis en passant par des me´thodes nume´riques notamment
d’optimisation. Quel que soit le the`me, tous les travaux ont servi de sup-
ports a` des the`ses (1 soutenue et 2 en cours) ainsi qu’a` quelques projets
de niveau master. Pour chacune des e´tudes entreprises, les travaux ont
e´te´ valorise´s au travers de diffe´rentes publications scientifiques re´gulie`re-
ment re´parties dans le temps dans des revues internationales avec comite´
de lecture (8 accepte´s + 2 soumises, voir l’annexe E) ainsi qu’au travers
de nombreuses confe´rences nationales et internationales.
Outre cette activite´ de recherche, j’ai par ailleurs une activite´ d’ensei-
gnement principale au sein du de´partement Ge´nie Me´canique et Pro-
ductique de l’IUT d’Annecy (voir l’annexe B). Les enseignements que je
dispense rele`vent essentiellement du domaine de la me´canique du solide
(statique, cine´matique, cine´tique, dynamique et e´nergie).
Enfin concernant les taˆches administratives qui incombent a` notre
me´tier d’enseignant-chercheur, j’ai montre´ au travers des diverses re-
sponsabilite´s de ces dernie`res anne´es (direction des e´tudes, responsabil-
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ite´ des emplois du temps, chef de de´partement, etc, (voir l’annexe D)
que je pouvais mener en paralle`le une activite´ de recherche re´gulie`re.
8.2 Perspectives
Dans les chapitres pre´ce´dents, j’ai pre´sente´ les diffe´rents travaux de
recherche que j’ai mene´s au cours de ces dix dernie`res anne´es ainsi que les
travaux en cours. Il convient de´sormais de dresser quelques persectives
de recherche. Je pre´sente dans les paragraphes qui suivent quatre d’entre
elles qui me tiennent tout particulie`rement a` cœur.
8.2.1 Recalage de mode`les EF sur des lois de comportements
e´volue´s
Le travail sur l’identification inverse re´alise´ dans le cadre de la the`se
de Thomas Pottier a principalement porte´ sur des lois e´lastoplastiques
standards : loi de Ludwick et e´crouissage isotrope avec un crite`re de
plasticite´ anisotrope. Malgre´ les re´sultats satisfaisants obtenus avec ces
mode`les, il est e´vident qu’il convient de´sormais de travailler sur des
mode`les plus e´labore´s afin de se rapprocher du comportement plastique
re´el des mate´riaux e´tudie´s. La premie`re piste envisage´e est de travailler
sur des mode`les de comportement inte´grant l’e´crouissage cine´matique.
Ce travail est initie´ depuis le mois de mars 2011 avec l’arrive´e de Flo-
rian Huet, e´tudiant Master Recherche. Une confrontation type mod-
e`le/expe´rience s’appuyant sur les re´sultats des identifications mene´es
par Florian sera re´alise´e sur le proce´de´ de mise en forme par faible con-
tact. La seconde piste envisage´e est en lien avec les travaux de mon
colle`gue Christophe De´pre`s. Ce dernier de´veloppe actuellement un mod-
e`le de plasticite´ cristalline dont le formalisme repose sur des re´sultats
obtenus en Dynamique des Dislocations Discre`tes (DDD). Meˆme si pour
l’heure, les de´veloppements ne se situent qu’a` l’e´chelle du monocristal,
des travaux tant d’identification inverse que de simulation nume´rique
avec ce type de mode`le sont a` pre´voir dans les prochaines anne´es.
8.2.2 Identification par me´thode inverse des proprie´te´s in vivo
de la peau humaine
L’identification des proprie´te´s me´caniques de la peau humaine est
d’un inte´reˆt majeur pour la simulation nume´rique dans divers domaines
tels que la dermatologie, la chirurgie, la cosme´tologie... Les travaux
re´cents re´alise´s au sein du laboratoire sur la mode´lisation d’un organe
comme le torse d’un nourrisson pour la simulation de son comportement
sous un geste AFE en kine´sithe´rapie respiratoire (the`se de Luc Mare´chal)
ont permis de mettre en e´vidence que (i) la description a` partir de mod-
e`les de comportement rhe´ologique de ce tissu cutane´ est complexe et
que (ii) les donne´es issues de la litte´rature concernant les proprie´te´s
me´caniques sont extreˆmement disparates tant en termes de me´thodes
d’identification que de re´sultats. Le de´fi que l’on souhaite relever au
travers de ce projet de recherche est de proposer une me´thode inverse
d’identification des proprie´te´s me´caniques de ce tissu vivant dans des
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conditions in vivo en inte´grant des techniques non invasives couple´es a`
des mesures de champs tant cine´matiques que thermiques. Ce projet qui
avait fait l’objet d’une demande d’attribution d’allocation ministe´rielle
fle´che´e en 2009 sans qu’une suite favorable ne soit donne´e fait de nouveau
l’objet d’une demande au sein de l’e´cole doctorale SISEO pour l’anne´e
universitaire 2011-2012.
8.2.3 De´veloppement d’un logiciel inte´gre´ d’identification in-
verse
L’outil de recalage de mode`les e´le´ments finis de´veloppe´ dans le cadre
de la the`se de Thomas Pottier repose sur l’utilisation conjointe du logi-
ciel d’analyse d’images 7D de´veloppe´ au laboratoire par Pierre Vacher,
du code de calculs par e´le´ments finis Abaqus ainsi que de plusieurs
routines de´veloppe´es sous Matlab. A titre d’exemple, pas moins de 9
routines ont e´te´ de´veloppe´es sous ce dernier environnement pour traiter,
dans le cas d’un essai plan, les donne´es expe´rimentales, e´crire le fichier
.inp pour les calculs EF, actualiser les parame`tres, extraire les re´sulats
nume´riques a` partir du fichier .odb, etc. Il est e´vident que pour l’heure
l’ensemble n’est pas tre`s convivial pour un utilisateur lambda. Afin de
pouvoir proposer un logiciel inte´gre´ d’identification inverse type recalage
de mode`les e´le´ments finis, nous souhaitons construire dans un premier
temps une interface graphique sous Matlab (Graphical User Interface
GUI). Dans un deuxie`me temps, une re´flexion devra eˆtre mene´e vis a` vis
du choix du code de calculs EF afin e´ventuellement de se tourner vers
un logiciel plurisdiciplinaire libre (FreeFem++ par exemple).
8.2.4 Exploitation des mesures de champs de tempe´rature
L’objectif de ce travail est de poursuivre les travaux pre´sente´s au
chapitre 6 visant a` exploiter les mesures de champs de tempe´rature afin
de pouvoir de´terminer les sources de chaleur au cours d’un essai me´-
canique. Un travail original a e´te´ inititie´ par Thomas Pottier lors de
son arrive´e a` l’Universite´ de Chiang Mai (voir le paragraphe 7.3 du
chapitre 7). L’approche repose sur une me´thode d’analyse modale ini-
tialement mise en œuvre au sein du laboratoire Symme par Serge Sam-
per dans le cas de proble`mes de tole´rancement. La me´thode qui est
actuellement de´veloppe´e sur un essai nume´rique consiste a` de´composer
les champs de tempe´rature dans une base modale puis a` de´river les modes
propres afin de reconstruire les sources de chaleur. Pour pouvoir eˆtre
poursuivi, ce travail va ne´cessiter le de´veloppement d’un essai original
sur un mate´riau pre´sentant des sources tre`s localise´es afin de pouvoir
travailler sur des donne´es non plus nume´riques mais expe´rimentales.
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APPENDICE A
Curriculum vitae de´taille´
Etat civil
Nom - Pre´nom : TOUSSAINT Franck
Date et lieu de naissance : 14 juin 1973 a` Saint Andre´ les Vergers (Aube)
Nationalite´ : Franc¸aise
Situation de famille : Marie´, 2 enfants
Situation militaire : Service effectue´ du 05 aouˆt 1997 au 25 mai 1998
Adresse personnelle : 12 rue Gabriel Faure´
74000 Annecy
Te´le´phone : (33) 4 50 09 81 86
Situation actuelle : Maˆıtre de Confe´rences a` l’Universite´ de Savoie
Enseignant a` l’IUT d’Annecy
Chercheur au laboratoire SYMME (Syste`mes et Mate´riaux pour la
Me´catronique - EA 4144)
Adresse professionnelle : Laboratoire SYMME - Polytech Annecy-Chambe´ry
BP 80439
74944 Annecy le Vieux Cedex
Te´le´phone - Fax : (33) 4 50 09 65 76 - (33) 4 50 09 65 43
E-mail : Franck.Toussaint@univ-savoie.fr
88 Curriculum vitae de´taille´
Titres universitaires et Formation
1998-2001 Doctorat de l’INP de Grenoble : Me´canique : Conception, Ge´ome´canique,
Mate´riaux, Mention Tre`s Honorable
Titre de la the`se : Etude expe´rimentale et simulation nume´rique de la mise
en forme par compression et frittage de poudres
Financement : Contrat BRITE EURAM
Laboratoires : Laboratoire Sols, Solides, Structures (3S) UMR CNRS
5521 - Laboratoire de Ge´nie Physique et Me´canique des
Mate´riaux (GPM2) UMR CNRS 5010
Directeurs de the`se : P. Doremus et D. Bouvard,
Jury : D. Favier (Pre´sident), H. Di Benedetto et J.A. Dodds
(Rapporteurs), L. Federzoni et Ph. Tenaud (Examina-
teurs)
Date de soutenance : 04 De´cembre 2001
1995-1996 DEA de l’INP de Lorraine : Me´canique Energe´tique, Option Me´canique
des solides, Mention Bien
Titre du me´moire : Implantation et mise en route d’une machine de traction
MTS. De´veloppements d’essais me´caniques sur des e´prou-
vettes de polypropyle`ne
Laboratoire : Laboratoire d’Energe´tique et de Me´canique The´orique et
Applique´e (LEMTA, Nancy) - UMR 7563
Responsable : C. Cunat
1993-1995 Licence et Maˆıtrise de Me´canique, Mention Assez Bien
Ecole Nationale Supe´rieure d’Electricite´ et de Me´canique de Nancy (ENSEM)
1991-1993 DUT Ge´nie Me´canique et Productique, IUT de Troyes
1990-1991 Baccalaure´at C, Lyce´e Chrestien de Troyes
Expe´riences professionnelles
depuis 2003 Maˆıtre de Confe´rences (Section 60) a` l’Universite´ de Savoie, enseignant a` l’IUT
d’Annecy, Chercheur au laboratoire SYMME
2001-2003 ATER (Section 60) a` l’Universite´ de Savoie (2 × 192 heures Eq. TD)
Enseignement : ESIA, ITII, Licence et Maˆıtrise de Technologie Me´canique, IUT
Recherche : Laboratoire LMe´cA (Annecy), Equipe ”Caracte´risation et mode´lisa-
tion du comportement des mate´riaux”
1998-2001 Vacataire de l’UJF et de l’INPG (260 heures Eq. TD)
Enseignement : ENSHMG, Licence, CAPET, DEUG
1996-19971 Formateur en Mathe´matiques, Physique et Chimie (550 heures)
CFA de Bar-sur-Seine (Aube), Ministe`re de l’Agriculture
1Service National du 05 Aouˆt 1997 au 25 Mai 1998.
APPENDICE B
Activite´s d’enseignement
En tant que Maˆıtre de Confe´rences a` l’Universite´ de Savoie depuis septembre 2003, j’assure mes
enseignements au sein du de´partement Ge´nie Me´canique et Productique (GMP) de l’IUT d’Annecy.
Ma charge d’enseignement repre´sente environ 225 heures Eq. TD d’enseignements re´partis de la fac¸on
suivante :
• Me´canique, 1e`re anne´e, Statique du solide, cine´matique et
cine´tique
108 h TD
• Me´canique, 2e`me anne´e, Statique des fluides, dynamique du
solide et des fluides parfaits, e´nerge´tique
21 h C
72 h TD
24 h TP
Depuis septembre 2009, je suis responsable du module de me´canique de deuxie`me anne´e. Avant
cette date, j’ai assure´ la responsable du module de Mathe´matiques de septembre 2005 a` septembre 2009
ainsi que celle du module d’informatique de septembre 2003 a` septembre 2005. Outre la correction des
copies d’examens et des comptes-rendus de TP, nombreuses dans le cadre du controˆle continu, j’assure
e´galement chaque anne´e le suivi d’environ 4 stages en entreprise afin de ve´rifier que la mission confie´e
a` l’e´tudiant est adapte´e au regard de sa formation. C’est un moment instructif qui permet de suivre
l’e´volution des entreprises et de puiser des exemples pour faire e´voluer les enseignements en GMP.
J’encadre e´galement chaque anne´e un projet de deuxie`me anne´e qui peut eˆtre purement pe´dagogique,
en lien avec mon activite´ de recherche ou issu d’une proposition d’un industriel.
Projets encadre´s au sein du de´partement GMP depuis 2003
• Conception, de´veloppement et mise au point d’un montage de type ARCAN. Anne´e universitaire
2003-2004.
• Conception et re´alisation d’un ve´hicule a` propulsion humaine (VPH). Anne´e universitaire 2004-
2005.
• Mise au point d’un ve´hicule a` propulsion humaine (VPH) en vue d’une participation au trophe´e
Kidam. Anne´e universitaire 2005-2006.
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• Conception d’un banc d’essai me´canique en traction biaxiale. Anne´e universitaire 2006-2007.
• Ame´nagement d’un catamaran DART16 handivoile. Anne´e universitaire 2007-2008.
• Conception et re´alisation d’un ae´roge´ne´rateur. Anne´e universitaire 2008-2009.
• Ame´lioration d’un prototype d’injection sous pression utilise´ pour traiter les insuffisances veineuses.
Entreprise partenaire : CERMA, Parc d’Affaires International - Baˆtiment Actipro, 74160 Ar-
champs. Anne´e universitaire 2009-2010.
J’interviens par ailleurs au niveau du cursus de remise a` niveau Formation Continu (FC) ainsi qu’en
dernie`re anne´e de la formation d’Inge´nieurs ITII des 2 Savoies pour un volume horaire total de 70 h
Eq. TD re´parti de la fac¸on suivante :
• Me´canique, Remise a` Niveau en Formation Continue,
Vecteurs et torseurs, statique du solide, cine´matique du point
25 C
25 h TD
• Mate´riaux ce´ramiques, 5e`me anne´e, Constitution struc-
turale, proprie´te´s, mise en forme, exemples
10 h C
10 h TD
J’assure e´galement depuis 2003 un soutien pe´dagogique d’apprentis-inge´nieurs de l’ITII.
Soutien pe´dagogique d’inge´nieurs ITII depuis 2003
I Ce´dric Guibout, Inge´nieur ITII, Promotion 2003-2006, FP HYDRAULIQUE, 177, Avenue des
Me´le`zes, ZI des Pochons, BP 9, Thyez - 74311 Cluses Cedex.
I Michel Nguyen, Inge´nieur ITII, Promotion 2003-2006, Bosch Rexroth Fluidtech (Sas), 155 avenue
du Faucigny, BP 37, 74131 Bonneville.
I Kamel Bey, Inge´nieur ITII, Promotion 2007-2009, ADTP Site du Thiou, 1 avenue Capitaine Anjot,
74960 Cran-Ge´vrier.
I Aure´lie Thielland, Inge´nieur ITII, Promotion 2007-2009, ADTP Site du Thiou, 1 avenue Capitaine
Anjot, 74960 Cran-Ge´vrier.
I Lionel Dumont, Inge´nieur ITII, Promotion 2009-2012, SNR Roulements, 1 rue des usines, BP 2017,
74010 Annecy Cedex.
I Je´re´my Chorier, Inge´nieur ITII, Promotion 2009-2012, SOMFY, 50 avenue du Nouveau Monde, BP
152, 74307 Cluses Cedex.
I Je´roˆme Charrot, Inge´nieur ITII, Promotion 2010-2013, Alcatel Vacuum Technology France, 98
avenue de Brogny, 74000 Annecy.
I Antonio Lopez, Inge´nieur ITII, Promotion 2010-2013, Thales Electron Devices, ZI de Vongy, BP
84, 74202 Thonon les Bains.
APPENDICE C
Recherche
Depuis septembre 2003, j’exerce une activite´ de recherche au sein du laboratoire SYMME. Les
principaux the`mes de recherche couverts par cette activite´ sont en lien avec :
¬ le dialogue mode`le/expe´rience en me´canique du solide applique´ a` la mise en forme des mate´riaux,
­ le recalage de mode`les e´le´ments finis a` partir de mesures de champs cine´matiques et thermiques
pour l’identification de parame`tres mate´riaux.
Production scientifique
Une liste de´taille´e des publications et communications scientifiques est donne´e en annexe E.
Revues internationales avec comite´ de lecture 8
+ 2 soumises
Confe´rences internationales avec actes et comite´ de lecture 15
Confe´rences nationales invite´es 2
Confe´rences nationales avec actes et comite´ de lecture 6
Communications orales et posters 10
Travaux universitaires et rapports 5
La Figure C.1 pre´sente une synthe`se dans le temps des articles publie´s dans des revues interna-
tionales avec comite´ de lecture pour les diffe´rents the`mes aborde´s depuis 2001.
Encadrements
Doctorants
Re´mi Billard, De´veloppement d’un implant universel pour les fractures du fe´mur proximal chez les
personnes age´es. The`se de l’Ecole Doctorale I-MEP2 de l’Universite´ de Grenoble, soutenance pre´vue
a` l’automne 2013. (Co-encadre´e avec Pierre Vacher et Eric Vittecoq).
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Figure C.1 – Synthe`se des articles publie´s dans des revues internationales avec comite´ de lecture depuis 2001. Une imagette
correspond a` un article publie´ au cours de l’anne´e conside´re´e.
Jonathan Raujol-Veille´, Etude de la mise en forme cylindrique de virole acier de faible e´paisseur par
un proce´de´ de de´formation par faible contact. The`se de l’Ecole Doctorale I-MEP2 de l’Universite´ de
Grenoble, soutenance pre´vue a` l’hiver 2012. (Co-encadre´e avec Laurent Tabourot).
Thomas Pottier1, Recalage automatise´ de mode`les e´le´ments finis a` partir de mesures de champs cine´-
tiques et thermiques pour l’identification de parame`tres mate´riaux. Applications a` la mise en forme
par emboutissage. The`se de l’Universite´ de Savoie, soutenue le 19 octobre 2010. (Co-encadre´e avec
Pierre Vacher).
Fre´de´rik Ducher2, Re´alisation d’une nouvelle ge´ne´ration d’implants dits ”sur mesures” combinant op-
timisation d’outillage par comparaison entre expe´rimentation et simulation nume´rique. The`se de
l’Universite´ de Savoie en partenariat avec la socie´te´ Vitatech (Bourse CIFRE), non soutenue apre`s
deux anne´es d’encadrement. (Co-encadre´e avec Laurent Tabourot).
Master
Alban Le Port3, Study and optimization of the deep drawing of titanium for the industrialization
of packaging parts. Stage Master International Conception Avance´e, Universite´ de Savoie - Poly-
tech’Savoie, fe´vrier a` septembre 2007.
Florian Huet, Identification inverse du comportement me´canique de mate´riaux me´talliques a` partir de
mesures de champs mene´es sur un essai he´te´roge`ne. Stage Master 2 MGM, Universite´ Joseph Fourier,
mars a` juillet 2011.
La Figure C.2 pre´sente une synthe`se dans le temps des principaux encadrements d’e´tudiants limite´e
au niveau master et doctorat pour les diffe´rents the`mes de recherche e´tudie´s.
Projets et contrats
Arnaud Levet, Caracte´risation du comportement me´canique de mate´riaux polyamides obtenues par
frittage laser se´lectif de couches successives. Initial, 4 route de Branchy, BP 105, 74604 Seynod Cedex,
1Thomas a rejoint depuis le 28 octobre 2010 le de´partement d’Inge´nierie Me´canique de l’Universite´ de Chiang Mai
(Tha¨ılande) ou` il a e´te´ embauche´ en qualite´ d’enseignant-chercheur contractuel.
2A l’issue de ces deux anne´es de recherche, Fre´de´rik a rejoint la socie´te´ ATF a` Bonneville, entreprise spe´cialise´e dans
la fabrication de mate´riel me´dico-chirurgical et dentaire, ou` il travaille en qualite´ de responsable R&D.
3A l’issue de son stage de Master, Alban a rejoint le laboratoire LIMATB de l’Universite´ de Bretagne-Sud pour
pre´parer un doctorat. Il a soutenu sa the`se intitule´e ”Caracte´risation et pre´diction des de´fauts d’aspects des ouvrants
automobiles” le 13 de´cembre 2010. Il travaille actuellement au sein de la socie´te´ SAPELEM pre`s d’Angers en tant
qu’inge´nieur R&D.
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Figure C.2 – Synthe`se des encadrements d’e´tudiants de niveau master et doctorat.
fe´vrier-mars 2008.
Colin Valli, Simulation nume´rique du comportement fragile d’un moignon en ce´ramique de zircone.
Stage IUT d’Annecy, Universite´ de Savoie, avril a` juin 2006.
Olivier Latraverse Bachand, Mise au point d’une chambre climatique. De´veloppement d’essais ther-
mome´caniques pour caracte´riser le comportement du titane T40. avril a` juin 2005.
Jean-Baptiste Bouzard, Interpre´tation des proprie´te´s me´caniques de toˆles d’aluminium hyper-de´forme´es,
Stage IUT d’Annecy, Universite´ de Savoie, avril a` juin 2004.
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APPENDICE D
Responsabilite´s administratives
La figure D.1 pre´sente un tableau synthe´tique des diffe´rentes responsabilite´s administratives as-
sure´es depuis 2001. Ce tableau permet de mettre en e´vidence mes diverses implications sur des
taˆches administratives au niveau recherche, au niveau pe´dagogique et au sein de diffe´rentes instances
d’e´tablissement.
Recherche
2001 2002 2003 2004 2005 2006 2007 2008 2009 2010
Pédagogique
Instances 
d'établissement
Organisation et animation des séminaires du LMécA
Suivi du parc informatique du LMécA
Responsable du site internet du LMécA
Directeur des études GMP1
Responsable des emplois du temps de 1ère année GMP
Membre suppléant CS mixte 60/62 Université de Savoie
sept. août sept. sept. sept. sept. sept. sept. sept. sept. sept.août août août août août août août août août
2011
Chef du Dpt GMP
Membre du CD de l'IUT
Membre du CP 
de l'ITII
Figure D.1 – Synthe`se des responsabilite´s administratives assure´es depuis 2001.
Chef de De´partement
Depuis janvier 2010, j’assure la fonction de Chef du De´partement GMP de l’IUT d’Annecy. Les
principales taˆches qui incombent a` cette fonction sont :
• animer l’e´quipe pe´dagogique du de´partement (re´unions hebdomadaires),
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• veiller a` la bonne utilisation des cre´dits et moyens affecte´s au de´partement pour remplir sa
mission,
• mettre en application le Programme Pe´dagogique National (PPN) ainsi que les textes relatifs a`
l’organisation des e´tudes,
• administrer les personnels administratifs et techniques affecte´s au de´partement,
• ge´rer l’affectation des enseignants au sein du de´partement.
Au dela` de ces taˆches, je participe aux Assemble´es des Chefs de De´partement (ACD) GMP bimen-
suelle.
Direction des Etudes
De septembre 2006 a` septembre 2008, j’ai assure´ la direction des e´tudes de premie`re anne´e au
sein du de´partement Ge´nie Me´canique et Productique de l’IUT d’Annecy. Cette fonction englobe les
principales taˆches suivantes :
• constitutions des groupes,
• organisation des e´preuves de rattrapage et mise en place de soutien,
• classement des dossiers d’admissions sur des crite`res pe´dagogiques,
• suivi individualise´ des e´tudiants,
• gestion des absences...
Responsable des emplois du temps
J’ai e´te´ Responsable des emplois du temps de premie`re anne´e Ge´nie Me´canique et Productique
de l’IUT d’Annecy de septembre 2005 a` de´cembre 2009. C’est une taˆche relativement complexe,
contrainte par la disponibilite´ des enseignants, des intervenants exte´rieurs, la disponibilite´ des salles et
des e´quipements technologiques et par une section Sports et Musique Etudes. Cette prise de fonction
co¨ıncide avec la mise en place du nouveau Programme Pe´dagogique National (PPN) du DUT Ge´nie
Me´canique et Productique (formation organise´e en semestres et structure´e en unite´s d’enseignements
(UE) et modules) qui a ne´cessite´ un important investissement personnel.
Socie´te´s savantes
Reviewer pour « Journal of Materials Processing Technology » : 5 articles expertise´s depuis septembre
2006.
Membre de l’Association Franc¸aise de Me´canique (AFM).
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Repre´sentation dans les instances d’e´tablissement
Membre supple´ant de la commission mixte de spe´cialistes sections 60/62 de l’Universite´ de Savoie.
Membre du Conseil de Direction de l’IUT d’Annecy depuis janvier 2010.
Membre du Comite´ de Pilotage de l’Institut des Techniques d’Inge´nieur de l’Industrie (ITII) des 2
Savoies depuis septembre 2010.
Vie du laboratoire et informatique
Organisateur et animateur des se´minaires du laboratoire LMe´cA de septembre 2002 a` septembre 2006
Responsable du site internet du laboratoire LMe´cA de septembre 2001 a` septembre 2006
Suivi du parc informatique du laboratoire LMe´cA avec le soutien des membres de la Division des
Services Informatiques (DSI) de l’Universite´ de Savoie de septembre 2003 a` septembre 2006.
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APPENDICE E
Liste des publications scientifiques
100 Liste des publications scientifiques
Revues internationales avec comite´ de lecture
A1 Pottier T., Vacher P., Toussaint F., Louche H., Coudert T., (2011) Out-of-plane testing proce-
dure for inverse identification purpose: application in sheet metal plasticity, Journal of Experi-
mental Mechanics (article soumis apre`s re´vision le 18 mai 2011).
A2 Pottier T., Toussaint F., Louche H., Vacher P., (2011) Inelastic heat fraction estimation from
thermo-mechanical inverse analysis and full-field measurements, Mechanics of Materials (article
soumis apre`s re´vision le 27 mai 2011).
A3 Pottier T., Toussaint F., Vacher P., (2011) Contribution of heterogeneous strain field mea-
surements and boundary conditions modelling in inverse identification of material parameters,
European Journal of Mechanics - A/Solids 30 373-382.
A4 Le Port A., Toussaint F., Arrieux R., (2009) Finite element simulation and sensitive analysis
of the deep drawing formability of commercially pure titanium, International Journal of Material
Forming 2 121-129.
A5 Toussaint F., Tabourot L., Ducher F., (2008) Experimental and numerical analysis of the
forming process of a CP titanium scoliotic instrumentation, Journal of Materials Processing
Technology 197 10-16.
A6 Toussaint F., Tabourot L., Vacher P., (2008) Experimental study with a Digital Image Correla-
tion (DIC) method and numerical simulation of an anisotropic elastic-plastic commercially pure
titanium, Archives of Civil and Mechanical Engineering 3 131-143.
A7 Tabourot L., Vacher P., Coudert T., Toussaint F., Arrieux R., (2005) Numerical determination
of strain localisation during finite element simulation of deep drawing operations, Journal of
Materials Processing Technology 159 152-158.
A8 Toussaint F., Bouvard D., Tenaud Ph., Di Marcello E., (2004). Experimental and numerical
analysis of the deformation of ferrite segments during sintering, Journal of Materials Processing
Technology 147 72-78.
A9 Bech J.I., Nielsen M.S., Eriksen M., Toussaint F., Doremus P., Bay N., (2001). Analysis of flat
rolling of superconducting silver/ceramic composites, CIRP Annals - Manufacturing Technology
50 (1) 201-204.
A10 Doremus P., Toussaint F., Pavier E., (2001). Investigation of iron powder friction on a tungsten
carbide tool wall, Powder Metallurgy 44 (3) 243-247.
Confe´rences internationales avec actes et comite´ de lecture
B1 Vautrot M., Balland P., Hopperstad O.S., Tabourot L., Raujol-Veille J., Toussaint F., (2011).
Steel C68 characterization in rough conditions of temperature and speed, 2nd International Con-
ference on Material Modelling (ICMM), Paris, France, August 31st - September 2nd, 2011
(accepte´).
B2 Pottier T., Toussaint F., Louche H., Vacher P., (2011). Experimental estimation of the In-
elastic Heat Fraction from thermomechanical observations and inverse analysis, SEM Annual
Conference & Exposition on Experimental and Applied Mechanics, Mohegan Sun, Uncasville,
Connecticut USA, June 13 - 15, 2011.
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B3 Raujol-Veille´ J., Toussaint F., Tabourot L., (2011). FE simulation of a steel thin-wall short-tube
forming process, ESAFORM International Conference on Material Forming, Belfast, Ireland, 27
- 29 april 2011.
B4 Pottier T., Toussaint F., Vacher P., (2010). A new highly heterogeneous 3D test for the deter-
mination by inverse method of material parameters, Photomechanics 2011, International confer-
ence on full-field measurement techniques and their applications in experimental solid mechanics,
Brussels, Belgium, 7th - 9th February 2011.
B5 Pottier T., Toussaint F., Vacher P., (2010). Constitutive behavior identification using a highly
heterogeneous 3D test, IV European Conference on Computational Mechanics (ECCM IV):
Solids, Structures and Coupled Problems in Engineering, Paris, France, May 16-21 2010.
B6 Pottier T., Toussaint F., Vacher P., (2009). Influence of strain field heterogeneities on inverse
identification of titanium constitutive parameters, SEM Annual Conference & Exposition on
Experimental and Applied Mechanics, Albuquerque, New Mexico USA, June 1 - 4 2009.
B7 Pottier T., Toussaint F., Vacher P., (2008). On inverse parameter identification using full-field
measurements and Finite Element Update method, Photomechanics 2008, International confer-
ence on full-field measurement techniques and their applications in experimental solid mechanics,
Loughborough, United Kingdom, 7th - 9th July 2008.
B8 Pottier T., Toussaint F., Vacher P., (2008). An inverse method for material parameters deter-
mination of titanium samples under tensile loading, 11th ESAFORM International Conference
on Material Forming, Lyon, France, 23, 24 and 25 april 2008.
B9 Gradel T., Toussaint F., Chapelle D., Balland P., Tabourot L., (2003). Interbody fusion im-
plants manufacturing: Experiments on a T40 titanium sheet in view of its multiscale modelling
in case of metal forming operation, 9th International Conference on The Mechanical Behaviour
of Materials, Geneva, Switzerland.
B10 Allais A., Bruzek C.E., Lallouet N., Montmitonnet P., Hermann P., Pelissier D., Toussaint F.,
(2003). Constitutive mechanical modeling of BSCCO powders, dans ”Applied Superconductivity,
IEEE Transactions on” 13 3026-3029, Houston, Texas.
B11 Toussaint F., Doremus P., Bouvard D., Tenaud Ph., Di Marcello E., (2002). Modeling and
simulation of the permanent magnet shaping process, dans ”Advances in Powder Metallurgy
and Particulate Materials”, World Congress on Powder Metallurgy MPIF, Princeton, 9 179-192,
Orlando, Floride.
B12 Tabourot L., Fivel M., Balland P., Louche H., Toussaint F., (2002). Modelling kinematic
hardening for dislocation based plasticity models, Colloque Franco-Russe ”Physics and Mechanics
of Large Plastic Strains”, Saint Peterburg, Russia.
B13 Toussaint F., Doremus P., Tenaud Ph., Di Marcello E., (2001). An experimental and numerical
approach of Ferrite slurry compaction, dans ”Proceedings of European Congress and Exhibition
on Powder Metallurgy”, 2 237-243, Nice.
B14 Doremus P., Toussaint F., Alvain O., (2001). Simple tests and standard procedure for the
characterisation of green compacted powder, dans ”Proceedings of the NATO Advanced Research
Workshop on Recent Developments in Computer Modelling of Powder Metallurgy Processes”,
IOS Press, Series III, 176 29-41, Kiev.
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B15 Bech J.I., Eriksen M., Toussaint F., Doremus P., Bay N., (2000). Mechanical characterisation
of superconducting BSCCO powder and numerical modelling of the OPIT process, dans ”Proceed-
ings of 2000 Powder Metallurgy World Congress”, Edited by Koji Kosuge and Hiroshi Nagai,
Part 2, 1453-1456, Kyoto.
Confe´rences nationales invite´es
C1 Toussaint F. (2010). Estimation de la puissance plastique convertie en chaleur a` partir de
mesures de champs et d’une analyse inverse, Groupe de travail thermographie - GDR 2519,
Paris, 12 novembre 2010.
C2 Toussaint F. (2006). Identification d’une loi de comportement pour la simulation nume´rique de
la mise en forme d’une instrumentation en titane T40, 6e`me journe´e technique Cetim : ”Innovez
dans les implants orthope´diques”, Saint Etienne, 8 juin 2006.
Confe´rences nationales avec actes et comite´ de lecture
D1 Raujol-Veille´ J., Toussaint F., Tabourot L., Vautrot M., Balland P., (2011). Simulation
nume´rique d’un proce´de´ de mise en forme par faible contact d’une virole acier., 20e`me Congre`s
Franc¸ais de Me´canique, Besanc¸on, aouˆt-septembre 2011 (accepte´).
D2 Pottier T., Toussaint F., Vacher P., Louche H., (2009). Identification inverse de parame`tres
thermo-plastiques a` partir de mesures de champs cine´matique et thermique. , 19e`me Congre`s
Franc¸ais de Me´canique, Marseille, aouˆt 2009.
D3 Toussaint F., Ducher F., Tabourot L., (2007). Mise en forme d’une instrumentation de cor-
rection des de´formations scoliotiques, 18e`me Congre`s Franc¸ais de Me´canique, Grenoble, aouˆt
2007.
D4 Ducher F., Toussaint F., Tabourot L., Coudert T., (2005). Identification de parame`tres d’un
mode`le de plasticite´ a` partir de mesures de champs, 17e`me Congre`s Franc¸ais de Me´canique,
Troyes, septembre 2005.
D5 Toussaint F., Bouvard D., Tenaud Ph., Di Marcello E., (2002). Calcul par e´le´ments finis
des de´formations induites au cours du frittage de segments ferrites, 1er Colloque : Interactions
Mode`les-Expe´riences en Me´canique du solide, Besanc¸on, 3-4-5 Juillet 2002 publie´ dans J. Phys.
IV 12 369-376.
D6 Toussaint F., Doremus P., Tenaud Ph., Di Marcello E., (2001). Caracte´risation expe´rimen-
tale des paˆtes de ferrite et simulation du proce´de´ de fabrication d’aimants permanents, dans
”Communications du colloque sur les innovations dans les mate´riaux fritte´s”, Colloque SF2M,
3-5 Juillet 2001 331-336, Poitiers.
Communications orales et posters
E1 Toussaint F., Vacher P. De l’identification standard a` l’identification inverse en me´canique du
solide : apport des mesures de champs et des essais he´te´roge`nes., Deuxie`me e´dition des se´minaires
Inter-Labos Polytech Annecy-Chambe´ry, Saint-Jorioz, 19 avril 2011.
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E2 Bacroix B., Benmhenni N., Bouvier S., Brenner R., Haddadi H., Massoni E., Revil B., Tabourot
L., De´pre´s C., Manole C., Toussaint F., Pottier T., Philippe M.J., Raulot J.M., Bao L.,
Lecomte J.S., Schuman C., Chattopadhyay A., Delfosse J., Projet OPTIMIST : Mode´lisation
et OPTImisation de la MISe en Forme des Alliages de Titane, Journe´es technologiques - Le
titane et ses alliages, challenges actuels et futurs, Nantes, 26 et 27 mai 2010.
E3 Pottier T., Toussaint F., Vacher P., A highly heterogeneous 3D test: Application to constitu-
tive behavior identification, 1st EPFL Doctoral Conference in Mechanics (EDCM2010), EPFL
Lausanne, Switzerland, February 19th 2010.
E4 Pottier T., Toussaint F., Vacher P., Louche H., Mesures de champs cine´matiques et essais
he´te´roge`nes pour l’identification inverse de parame`tres mate´riaux plastiques anisotropes, Se´mi-
naire Fe´de´RAMS / MACODEV « Mesure de champs », 30 avril 2009.
E5 Toussaint F., Louche H., Vacher P., Caracte´risation du comportement thermome´canique du
titane a` partir de mesures de champs cine´matiques et thermiques, 6e`me journe´e technique Cetim
: ”Innovez dans les implants orthope´diques”, Saint Etienne, 8 juin 2006.
E6 Toussaint F., Ducher F., Tabourot L., Simulation nume´rique de la mise en forme d’un mate´riel
implantable de correction des de´formations scoliotiques, 6e`me journe´e technique Cetim : ”Innovez
dans les implants orthope´diques”, Saint Etienne, 8 juin 2006.
E7 Toussaint F., Tabourot L., Mise en œuvre d’un proce´de´ ECAE sur des toˆles me´talliques, Work-
shop ”ECAE et Mate´riaux hyper-de´forme´s”, Ecole Nationale Supe´rieure de Physique de Grenoble,
Saint Martin d’He`res, 19 De´cembre 2002.
E8 Toussaint F., (2001). Approche phe´nome´nologique du comportement me´canique de poudres
me´talliques et paˆtes d’hexaferrite de strontium au cours du proce´de´ de compression/frittage,
Se´minaire du laboratoire Sols, Solides, Structures, 11 Janvier 2001.
E9 Toussaint F., (2000). Caracte´risation rhe´ologique des boues de ferrite pour l’optimisation du
proce´de´ de fabrication d’aimants permanents, Recueil des journe´es des the´sards du Laboratoire
Sols, Solides, Structures, 10-11 Mai 2000.
E10 Toussaint F., Communications prive´es dans le cadre du Programme Brite Euram MC2, Sue`de
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Abstract
The thermo-mechanical behaviour of hard ferrite powder compacts at high temperature is investigated with a view to simulating
dimensional changes occurring during sintering of industrial components. Emphasis is laid on the anisotropy in both shrinkage and
viscosity, which is induced by the prior pressing operation performed under magnetic field. Anisotropic shrinkage and viscosity are described
according to an original approach based on an orthotropic thermo-elastic equation, which assumes an analogy between the thermal and
elastic terms of this equation and the viscous and free sintering deformations. Finite element calculations using this constitutive equation
are then carried out on two industrial parts. The comparison between the obtained numerical results and experimental measurements proves
the relevance of the proposed model.
© 2003 Elsevier B.V. All rights reserved.
Keywords: Sintering; Dilatometry; Anisotropic shrinkage; Numerical simulation; Ferrite
1. Introduction
Ferrites are magnetic oxides containing iron as a main
component. They are found in various systems, as, for ex-
ample tape recording and microwave shielding devices. In
the field of permanent magnets, the hexagonal ferrites, dis-
covered in the 1950s within the Philips laboratories, show
outstanding performance to cost ratio, in particular for use as
main components of inductors in small electric motors. Such
arc-shape ferrite components are fabricated by conventional
ceramic powder processing operations. A slurry containing
wet-milled fine powder and water is pressed into a close
die so that water is partly removed and the desired shape of
the part is obtained [1–3]. The resulting “green” part is then
dried and next sintered up to about 1250 ◦C in air. This last
stage is a heat treatment which welds the particles together
in order to ensure the mechanical resistance of the part and
reduce the porosity. The specificity of this process with re-
spect to the one used for classical ceramics is that the press-
ing operation is achieved under a magnetic field parallel to
∗ Corresponding author. Present address: Laboratoire de Me´canique
Applique´e (LMe´cA), Ecole Supe´rieure d’Inge´nieurs d’Annecy, BP 806,
74016 Annecy Cedex, France.
E-mail address: franck.toussaint@esia.univ-savoie.fr (F. Toussaint).
the pressing direction. As powder particles have an hexag-
onal crystallographic structure, they rotate until their c-axis
is parallel to the magnetic field. This will lead to optimised
magnetic properties since c-axis is a preferential direction
of magnetisation. Because of the low density reached after
compression, the deformation of the part during sintering is
important. Moreover, due to the orientation of powder parti-
cles during pressing, this deformation is strongly anisotropic
[4,5]. An important challenge is to control the dimensional
changes of the parts during sintering in order to reduce the
post-sintering machining operations. Indeed, important ef-
forts have been devoted to identifying constitutive equations
for describing the behaviour of powder compacts during a
sintering cycle and to developing finite element simulations
of the sintering of complex parts [6–8]. However, most of
these works apply only to isotropic materials. The problem
of anisotropic powder compacts is much more complicated
from both experimental and theoretical points of view and
has hardly been considered.
The objective of this paper is to propose simple experi-
mental and numerical procedures for predicting the defor-
mation of ferrite components during an industrial sintering
cycle. The shrinkage kinetics of ferrite compacts in the di-
rection of pressing and in perpendicular directions are first
obtained from dilatometry tests. Two conditions have been
0924-0136/$ – see front matter © 2003 Elsevier B.V. All rights reserved.
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investigated, free sintering and sintering with an axial load
applied on the specimen. This last test allowed exhibiting
the viscous behaviour of the material when it is subjected
to external stresses. To model the deformation of the ma-
terial, we chose to use an orthotropic thermo-elastic law,
basing our argument on the analogy between the thermal
and elastic terms of such a law and free sintering and vis-
cous strains, respectively. Finite element calculations have
then been performed to simulate the dimensional changes
of two arc-shape ferrite parts. Particular attention is paid to
the definition of the direction of anisotropy. The effect of
gravity-induced stresses is also investigated. The interest of
the proposed approach is discussed from the comparison be-
tween experimental measurements performed on real parts
and the results of the numerical simulations and from a study
of the sensitivity of these numerical results to the values of
constitutive parameters.
2. Experimental analysis
The studied material is a thick suspension (or slurry)
resulting from the mixture of SrFe12O19 ferrite powder and
water. The powder is obtained by prefiring Fe2O3 and SrCO3
at 1250 ◦C. During this operation, the raw materials react to
form SrFe12O19 phase with the hexagonal magneto-plumbite
crystallographic structure. The hard granules are then
wet-milled in steel-ball mills and grains of less than 1m
in size are obtained. The suspension contains approximately
39 wt.% of water corresponding to 75 vol.%. The crystallo-
graphic density of the material is equal to 5.12 g/cm3. The
tested specimens are cubic samples (6 mm× 6 mm× 6 mm)
cut out from a green dried plate compacted under an axial
stress of 30 MPa and a magnetic field of 1 T. The subscript
l, as longitudinal, will be used in the following to refer to
the direction of pressing, which is also the direction of easy
magnetisation, whereas the subscripts t and t′, as transverse,
will refer to the perpendicular directions.
The material behaviour during sintering is studied using
a SETARAM vertical dilatometer. This apparatus measures
the length variation of a specimen with an accuracy of 4m.
However, the interaction between the push rod and the spec-
imen decreases this accuracy to approximately 25m [9].
A constant or intermittent load of 150 g maximum can be
applied to the sample during the test. During free sintering
tests, a load of 5 g is applied to insure the contact of the rod
with the specimen. The following thermal cycle, close to in-
dustrial sintering cycles, has been applied to the specimens:
heating to 1250 ◦C at 10 ◦C/min and natural cooling. The
tests are performed in air. The density of the specimens after
sintering is about 4.7 g/cm3. From a physical point of view
the sintering of strontium hexaferrite powder is a complex
process with a small amount of liquid phase usually appear-
ing little below the maximum sintering temperature [3].
In order to highlight the anisotropic behaviour of fer-
rite compacts, two tests were successively carried out with
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Fig. 1. Longitudinal and transverse shrinkage measured during sintering
cycle. Effect of the application of a 150 g load.
shrinkage measurement either in the longitudinal direction
or in a transverse direction. Figs. 1 and 2 show the evolution
of shrinkage and shrinkage rate, respectively, during both
tests. At low temperature only thermal expansion occurs.
The shrinkage induced by sintering begins around 900 ◦C in
both directions. The classical bell shape of both curves of
Fig. 2 results from the conjunction of two phenomena with
opposite effects on the shrinkage rate: first the temperature
rise that enhances diffusion mechanisms and thus speeds
up the shrinkage and secondly the advancement of sintering
that strengthens the material and therefore slows down the
shrinkage. At 1250 ◦C, when the heating period ends, the
shrinkage rates are very low, that proves that sintering is al-
most completed. During cooling, only the thermal contrac-
tion is observed. The shrinkage is clearly anisotropic: at ev-
ery moment of the sintering cycle, the shrinkage is between
1.5 and 2 time faster in the direction of compaction than in
the transverse direction. The measurements performed at the
end of the tests lead to a longitudinal shrinkage of 22.7%
and a transverse shrinkage of 13%.
To investigate the influence of an external stress on the
material behaviour, the same tests have been performed with
a constant load of 150 g applied upon the specimen [10,11].
Such load creates a stress of approximately 40 kPa. The
shrinkage is measured in the same direction as the loading
direction. The shrinkages measured during free sintering and
when the load is applied are compared in Fig. 1. At high
temperature the load accelerates the shrinkage. Such effect
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has already been observed for ceramic compacts and can
be described by adding a viscous strain to the free sintering
strain [12]. In the case of ferrite compacts, the viscous be-
haviour is strongly anisotropic since the additional shrink-
age due to the loading is 0.7% in the longitudinal direction
and 1.5% in the transverse direction.
3. Modelling
To model the constitutive behaviour of isotropic ceramic
compacts during sintering, it is usual to decompose the to-
tal strain rate in four parts, two reversible parts (elasticity,
thermal expansion) and two irreversible parts (free sinter-
ing, Newtonian viscosity) [13]. Experimental methods based
on dilatometric measurement have been proposed to find
the parameters of such model for a given powder [14]. For
an anisotropic material, formulating a constitutive model is
much more complicated [15] and the identification of ma-
terial parameters will require non-conventional experimen-
tal procedure. As a first step, aiming at providing a sim-
ple tool to predict the final deformation of industrial parts
during a prescribed thermal cycle, a crude method is pre-
sented here. The model proposed to describe the behaviour
of ferrite parts during sintering is a transversely-isotropic
thermo-elastic equation [16] that considers the direction of
magnetisation as a preferential direction for thermal and
elastic properties. An analogy is thus assumed between the
thermal and elastic terms of the thermo-elastic equation and
the free sintering and viscous deformations of the material,
respectively. The main advantages of using this analogy are
that the transversely-isotropic thermo-elastic equation is im-
plemented in most finite element codes and the material
parameters can be identified from simple tests. Of course,
such equation is not relevant to model the real behaviour of
the material throughout the thermal cycle but, as it will be
shown later on, it allows describing the irreversible part of
the deformation resulting from the sintering cycle.
The transversely-isotropic thermo-elastic law contains
two thermal expansion coefficients and five independent
elastic coefficients. These parameters have been calculated
from the total strains measured at the end of the dilatometry
tests that have been presented in the previous section. The
total longitudinal and transverse strains εthll and ε
th
tt mea-
sured at the end of free sintering tests are supposed to be
proportional to the variation in temperature T = T0 − Tf
(T0 is the initial temperature and Tf the maximal sintering
temperature) as
εthll = αl T (1)
εthtt = αt T (2)
where αl and αt are, respectively, the longitudinal and
transversal thermal expansion coefficients. These param-
eters are negative since the material shrinks when the
temperature increases.
When the sample is subjected to a stress σll in the lon-
gitudinal direction, the induced deformations in the three
directions are calculated from the following relations:
εll = 1
El
σll + αl T (3)
εtt = εt′t′ = −νlt
El
σll + αt T (4)
It is deduced that
El = σll
εll − εthll
(5)
νlt = −εtt − ε
th
tt
εll − εthll
(6)
In a similar way, Et, νtl, νt are calculated from the strains
measured after sintering with a stress σtt applied in a trans-
verse direction:
Et = σtt
εtt − εthtt
(7)
νtl = −
εll − εthll
εtt − εthtt
(8)
νt = −
εt′t′ − εtht′t′
εtt − εthtt
(9)
The last parameter is the shear modulus Glt, which cannot
be identified from previous experimental data. We estimated
it as
Glt = Elt2(1 + νlt) (10)
In the next section we study the influence of the value chosen
for Glt on the results of the finite element simulation.
Table 1 summarises the values of the thermo-elastic pa-
rameters that have been obtained from experimental data.
The thermal expansion coefficients are found with a good
precision, a few percents, whereas the accuracy of the elas-
tic moduli is much poorer, between 10 and 20%. This is be-
cause the additional strains due the application of a 47 kPa
stress is not high enough with respect to the precision of
total strain measurement.
Table 1
Values used for numerical simulations
αl (◦C−1) −1.85 × 10−4
αt (◦C−1) −1.06 × 10−4
El (MPa) 7.83
Et (MPa) 1.89
Glt (MPa) 2.92
νlt 0.09
νtl 0.34
νt 0.30
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Fig. 3. Sintering positions: (a) horizontal; (b) vertical.
4. Numerical simulation
4.1. Presentation
Several finite element codes, either commercial or aca-
demic, have been devoted to the macroscopic simulation
of sintering in order to predict shape changes of complex
parts [17–20]. Most of them are based on an isotropic vis-
cous constitutive equation. For the present study, we used
2D module of PreCAD®CASTEM 2000 code with the
transversely-isotropic constitutive equations previously pre-
sented (Eqs. (3) and (4)) and the material parameters listed
in Table 1.
The sintering of two typical arc-shape ferrite components
(referred to as Segments A and B, respectively) manufac-
tured by Ugimag has been simulated. Industrially the seg-
ments can be sintered in two different positions, respectively,
called “horizontal” and “vertical” (Fig. 3). In the horizon-
tal position, the segment bends under gravity whereas in the
vertical position the effect of gravity is less important as it
only induces compressive stresses. The geometry of the parts
sintered either vertically or horizontally has been measured
with a three-dimensional machine successively before and
after sintering. Since the parts show a symmetry plane, only
half of their cross-section has been meshed with 300 trian-
gular three-node elements (Fig. 4). Calculations are carried
out with the plane stress assumption. The contact between
Fig. 4. Meshing and boundary conditions for numerical simulations.
the part and the support is supposed to be frictionless. The
lowest node and the nodes located in the symmetry axis are
respectively fixed in the longitudinal and transversal direc-
tions (Fig. 4). Vertical sintering is simulated by applying to
the part a uniform temperature of 1250 ◦C. For describing
horizontal sintering the part is assumed to be also submitted
to its own weight. In both cases, the calculated thermo-elastic
deformation of the part resulting from these conditions is
assumed to be its final deformation after the sintering cycle.
4.2. Definition of anisotropy direction and simulation of
Segment A
The arc-shape geometry of the ferrite segments creates an
additional difficulty to the development of modelling since
the direction of the magnetic field during compaction, i.e.
the so-called longitudinal direction, is perpendicular to the
external surface of the segment (Fig. 5a). To check the im-
portance of an exact definition of the anisotropy direction,
two simulations have been performed, respectively, with the
direction of anisotropy following the curvature of the seg-
ment, called Ref. [1] (Fig. 5a) and with a fixed direction,
called Ref. [2] (Fig. 5b). In the first case, at a given point,
the direction of anisotropy is defined by the vector connect-
ing the centre of curvature of the segment to the point.
Fig. 6 compares the simulated and experimental outlines
of Segment A after horizontal sintering. The outline of the
green part is also reported to show the extent of the shrink-
age. The simulation performed with Ref. [1] is in much bet-
ter agreement with the experimental measurement than the
one performed with Ref. [2]. To quantify the quality of the
Fig. 5. Anisotropy directions used for numerical simulation: (a) following
the curvature of the segment [1]; (b) fixed [2].
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Fig. 6. Comparison of outline of Segment A predicted by numerical
simulation with experimental measurements (green and sintered body) for
both directions of anisotropy defined in Fig. 4.
prediction, the numerical and experimental values of typi-
cal dimensions, thickness, internal chord and width (defined
in Fig. 6) are compared in Table 2. With Ref. [1], the dif-
ference is always less than 3%, whereas with Ref. [2] it is
almost 20% for the internal chord. This result confirms the
necessity of using a direction of anisotropy that follows the
curvature of the part.
When Ref. [1] is used, the simulation predicts that inter-
nal stresses are created in the part. Theses stresses are low,
about 2× 10−3 MPa. As a consequence, the deformation is
not affected by changes in the values of the elastic parame-
ters, insofar they remain of the same order of magnitude. Due
to its geometry, Segment A is not very sensitive to gravity
even during horizontal sintering. The differences in shrink-
age between horizontal and vertical sintering positions are
almost within experimental uncertainty interval. Thus the ef-
fect of gravity has been investigated with Segment B, which
has a longer width and is thus more sensitive to sintering
position.
Table 2
Comparison between experimental measurements and numerical prediction for both anisotropic directions (Segment A in vertical position)
Experimental (mm) Simulation (mm) [1] Error (%) Simulation (mm) [2] Error (%)
Thickness, e 6.09 5.93 2.6 5.93 2.6
Internal chord, f 5.01 5.09 1.6 4.02 19.8
Width, l 29.65 30.1 1.4 30.66 2.6
Table 3
Comparison between experimental measurements and numerical prediction for horizontal and vertical sintering positions (Segment B)
Horizontal sintering Vertical sintering
Experimental (mm) Simulation (mm) Error (%) Experimental (mm) Simulation (mm) Error (%)
Thickness, e 6.97 6.77 2.9 7.08 6.77 4.4
Internal chord, f 14.51 14.83 2.2 16.46 16.56 0.6
Width, l 71.69 72.09 0.5 70.06 70.76 1
Fig. 7. Comparison of the outline of Segment B predicted by numerical
simulation with experimental measurements after vertical (a) or horizontal
sintering (b).
4.3. Simulation of Segment B and effect of gravity
Fig. 7 shows the simulated and experimental outlines
of Segment B after both vertical and horizontal sintering,
whereas Table 3 presents the values of the corresponding ge-
ometric parameters. The difference between the experimen-
tal and numerical values is always less than 5%. The width
is particularly well predicted (1% or less). The measured
internal chord is 1.95 mm smaller after horizontal sintering
than after vertical sintering due to gravity-induced bending.
The numerical simulation predicts a close value, 1.73 mm.
The numerical and experimental increases in width are also
of the same order of magnitude, 1.33 and 1.63 mm. The re-
sults in terms of thickness are less satisfactory. The segment
that has been vertically sintered has a significantly greater
thickness than the horizontally-sintered segment, whereas
the simulation gives exactly the same value. This last out-
come is reasonable: neither the bending moment during hor-
izontal sintering nor the low compressive stresses during
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Fig. 8. Sensitivity of numerical results to the values of elastic parameters.
vertical sintering should lead to significant thickness varia-
tion. Thus, it is very likely that the difference obtained on
measured values is due to experimental scattering.
Finally, a study of the sensitivity of the numerical results
to the values of the elastic parameters has been achieved,
so that one can estimate which precision is to be expected
from the simulation, knowing the accuracy of these param-
eters. As for Segment A, the elastic parameters do no affect
the deformation of Segment B during pure thermal loading.
Thus this sensitivity study concerns gravity effects only.
Numerical simulations of horizontal and vertical sintering
of Segment B have been conducted for several values of the
elastic moduli, El, Et and Glt, between half and two times
the reference values of Table 1. When the value of a modu-
lus is changed, the others are kept to their reference values.
The variations of the geometric parameters (width, thick-
ness, internal chord) due to introducing the gravity have
been calculated. Fig. 8 presents the variations of the internal
chord and of the length normalised with regard to the value
of the corresponding dimension calculated for vertical sin-
tering. The elastic parameters are normalised with respect
to their reference values. The variations of the thickness are
not shown because they are too small (less than 3 × 10−4).
It appears that only the transverse modulus notably affects
the results. It should be pointed out that the value of the
shear modulus, Glt, which could not be determined from
the performed tests and had been roughly estimated (see
Section 2), hardly influences the results. Actually it can
be verified that the variations of the thickness and of the
internal chord are about proportional to the inverse of the
transverse elastic modulus. This result can be understood by
referring to the theory of elastic beams. According to this
theory, the deflexion of an elastic beam varies as the inverse
of the elastic modulus. In our case the relevant modulus is
indeed the transverse one as main stresses created during
bending are in the transverse direction.
5. Conclusion
The thermo-mechanical behaviour of SrFe12O19 hexafer-
rite compacts during sintering has been investigated with
a view to optimising the manufacturing process of per-
manent magnets. Experimental results showed a strongly
anisotropic behaviour (22.7% shrinkage in the longitudinal
direction and 13% in the transverse direction), which re-
sults from the previous pressing operation, performed under
a magnetic field. This behaviour has been described with a
transversely-isotropic thermo-elastic equation and finite el-
ement calculations based on this equation have been car-
ried out to simulate dimensional changes occurring during
sintering. Finite element simulations of two industrial seg-
ments with different geometries showed a good agreement
between experimental and predicted dimensions of the seg-
ments (less than 5% difference). In particular the signifi-
cant effect of gravity-induced bending stresses is properly
described.
It is thought that the simple approach proposed in the
paper for predicting the final deformation of anisotropic
powder compacts during sintering is a valuable approach,
alternative to the classical method based on the formulation
of viscous constitutive equations. Of course this approach
is limited to the analysis of the final dimensions of parts
sintered with a prescribed thermal cycle and there are im-
portant problems than that cannot be solved in this way, as,
for example optimising a sintering cycle. Formulating rel-
evant constitutive equations for anisotropic powders during
sintering is hence a necessary task, which is in progress.
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This paper presents a ﬁnite element model to simulate and optimize the bending forming
process of a Commercially Pure (CP) titanium part for instrumentation intended to correct
scoliotic deformations. The numerical tool is used as a technological indicator, in particular
to anticipate tool dimensions compensating for the springback after bending. The mechan-
ical behaviour of material is studied from uniaxial tensile tests with an image analysis
measurement method for the determination of strain ﬁelds. The experimental results are
then used to identify the intrinsic behaviour of the CP titanium and the parameters of an
anisotropic elastic–plastic model. The numerical simulation is carried out on a reference
part manufactured by the industrial partner. The study reveals that the numerical outline is
in agreement with the measurements carried out on the part if the springback after bend-
ing is taken into account. The inﬂuence of the opening angle of the punch and die on this
phenomenon is ﬁnally discussed through a parametric study.
© 2007 Elsevier B.V. All rights reserved.
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1. Introduction
The manufacturing of new surgical implants has become
increasingly heavy for the mechanical industry, in particular
because of the relatively high costs encountered in the manu-
facturing processes, with a vast range of products . . .. This fact
has thus lead the engineers of the R&D departments of these
companies to reduce the number of prototypes to theminima.
In addition, in this highly competitive sector, the manufac-
turers of implants have to present a wider and wider range
of implants, and even “customised” products adapted to the
morphology of the patient. If the manufacturers of mechan-
ical parts, particularly intended for the car industry, have for
several years used the ﬁnite element analysis to simulate and
optimize forming operations such as forging, stamping . . ., this
step still remains very sporadic in the biomedical sector. In
addition, we can only state the fact that if a lot of research has
been devoted to the improvement of the mechanical proper-
ties of commercially pure titanium (Nagasekhar et al., 2006;
Simbi and Scully, 1996), the study of its behaviour in corro-
sion (Cheng and Roscoe, 2005; Koike et al., 2003; Gonzalez
and Mirza-Rosca, 1999), the analysis of its friction resistance
(Stolyarov et al., 2004; Grenier et al., 1997), the studies con-
cerning the experimental and numerical analysis of titanium
forming (Fuh-Kuo and Kuan-Hua, 2005; Satoh et al., 2003; Liu
and Chou, 1999) are scarce. Therefore, a better knowledge of
the mechanical behaviour of CP titanium could contribute to
improve the FE models and consequently the results of simu-
lations, helpful in thedesignofnewprostheseswithoptimized
geometries.
Among the former references, the work of Fuh-Kuo et al.
(2005) is very interesting since the authors investigate the
behaviour of commercially pure titanium sheets at varied
temperatures ranging from ambient to 300 ◦C. If these experi-
mental results can constitute a precious help for the design of
tooling in the stamping process for example, no ﬁnite element
model is proposed to describe the material behaviour and to
simulate forming operations.
According to the following discussion, an experimental
and numerical analysis of CP titanium behaviour seems to
be necessary for the optimisation of the forming process and
the design of new biomedical prostheses. This point consti-
tutes the main objective of this paper. The material behaviour
is studied according to various uniaxial tensile tests during
which strains at the surface of the sample are measured
with an image analysis measurement method. The results of
these tests are used to identify the material parameters of an
anisotropic elastic–plastic model. The latter is ﬁnally used to
simulate the forming process of an industrial part and to dis-
cuss the inﬂuence of the geometry of the tools on that of the
part.
2. Background
2.1. Scoliotic instrumentation
Scoliosis can be deﬁned as being a sinuous deformation of the
spinal column.This pathology canhaveneurological, congeni-
tal, degenerative causes, but in themajority of cases, the cause
is not known: it is referred as idiopathic scoliosis. The scolio-
sis of the child and the teenager is progressive and sometimes
becomes more acute when the child grows fast, requiring an
orthopedic or surgical treatment. The surgical treatments by
implantable material are currently all comparable, in their
means as well as in their results, with the technique devel-
opped by Cotrel and Dubousset in the years 1980: (i) an
anchoring performed either by vertical hooks (unsuitable
to transmit horizontal forces), or by intra-pedicular screws
whose positioning always remains dangerous because of the
neurological risk, (ii) a correction of the vertebral curve by
means of longitudinal rods generally folded in situ. In order
to provide the surgeons with a complete system able to cor-
rect the deformations in the 3 planswhile limiting the number
of instrumented lumbar vertebrae, innovating instrumenta-
tion (Fig. 1) has been designed by the industrial partner. The
device is mainly composed of a plate formed on the contours
of the posterior vertebral arc. This plate is ﬁxed on the bone
during the surgical intervention by means of a “clamp” type
system. These plates are ﬁttedwith the attachment unit of the
longitudinal rod: a connector welded to the plate and ﬁxed
on the bone by a screw. These plates having to ﬁt the con-
tours of the posterior vertebral arc as well as possible are thus
folded according to a standard shape. Nevertheless, for each
level of instrumented vertebra, the size of theplate is different.
Fig. 1 – Scoliotic instrumentation prototype developed by
the industrial partner.
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Table 1 – Chemical composition limits of commercially
pure grade 2 titanium
Element Ti C Fe N O H
Weight (%) Bal. 0.10 0.30 0.03 0.25 0.015
This innovative instrumentation represents a great progress
as regards time of implantation because it will be faster, eas-
ier and more secure. Its stability and its tear strength will be
unequalled since each connector, with its rodwill beneﬁt from
5 points of ﬁxing to the bone of the posterior vertebral arc.
2.2. Forming process and material
The scoliotic instrumentation is manufactured in a 0.5mm
thick Commercially Pure titanium sheet provided by ACNIS
International (France). The limits of the chemical composition
of thematerial are given in Table 1. Thematerial shows a quite
strong anisotropy because it has been rolled during its indus-
trial elaboration and due to its crystallographic structure. The
manufacturing process of the plate is composed of different
steps as presented in Fig. 2. After the operations of wire cut-
ting and machining of the oblong hole, the blank is formed by
a bending operation in a standard geometry. A microsanding
treatment is then carried out on thepart before assembly, laser
marking and passivation. In the following study, the attention
will be paid to the bending operation.
3. Mechanical behaviour
3.1. Experimental characterisation
During the bending operation, the material is strongly
deformed. To characterise the mechanical behaviour of the
material, various tensile tests are carried out on an INSTRON
4569 testing machine ﬁtted with a load cell of 50kN. These
tests are performed on ﬂat samples (Fig. 3) at a constant
crosshead speed V = 2mm/min corresponding to a mean
strain rate ε˙ equal to approximately 1×10−3 s−1. The defor-
mations of the samples aremeasured using an image analysis
method (Vacher et al., 1999) which allows the determination
of the displacement and consequently of the strain ﬁelds on
the surface of the sample during the test. The stress (Cauchy
stress) associated with these measurements (Hencky strains)
is calculated as the load F per cross-section S such as 11 =
F/S = F/(l × e) where l and e are the current width and thick-
ness of the sample. If we note ε2 the principal strain in the
width direction and ε3 the principal strain in the thickness of
the sample, computed by assuming that the deformation of
material is carried out in an isochoric way (i.e. εv = ln(V/V0) =
Fig. 2 – Main steps of manufacturing.
Fig. 3 – Shape and dimensions in millimeter of the tensile
sample.
0), e and l are given by the basic relationships, l = l0 × exp(ε2)
and e = e0 × exp(ε3) = e0 × exp(−(ε1 + ε2)) where l0 and e0 are
the initial width and thickness of the sample. Obviously, when
necking takes place, the stress state is no longer uniaxial since
the curvature of the outline of the sample adds additional
components to the stress tensor. Although corrections can be
made (Bridgman correction for example), we consider that the
effective stress is appreciably of the same order of magnitude
as the component 11.
3.2. Stress–strain relation
The temporal variations in an axial proﬁle of the sample of
main logarithmic strain ε1 are plotted in Fig. 4a. The selected
proﬁle corresponds to a column of 10 pixels of width (i.e.
0.65mm) located at the center of the sample (column 7,
Fig. 4b). Themechanical response corresponding to the intrin-
sic behaviour of the material is superimposed in Fig. 4a. The
temporal pattern of strain reveals a strain localisation leading
to the rupture increasing gradually within a zone located at
two thirds of the height of the sample. The stress–strain rela-
tion obtained for a small representative elementary volume of
4.5mm3was located at the level of the necking (line 25, Fig. 4b).
3.3. Anisotropy
The anisotropy of materials in the form of sheets is generally
characterised by anisotropic coefﬁcients also called Lankford
coefﬁcients. They are deﬁned by the ratio between the trans-
verse plastic strain rate and the thickness plastic strain rate:
r() = ε˙
p
2′2′
ε˙
p
3′3′
(1)
For many metal alloys and for CP titanium, the Lankford coef-
ﬁcients remain constant in the range of large plastic strains.
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Fig. 4 – (a) Temporal variations of the main logarithmic strain and mechanical response for a CP titanium sample during a
tensile test and (b) line and column position on the analysis grid.
Fig. 5 – Lankford coefﬁcients.
From an experimental point of view, these coefﬁcients are
given from the slope of the straight line of the representa-
tion of εp2′2′ according to ε
p
3′3′ measured during a tensile test.
Fig. 5 presents the obtained results for three tensile tests at
0◦, 45◦ et 90◦ from the rolling direction (DL). The coefﬁcients
r0, r45 and r90 are identiﬁed by ﬁtting a linear law of regres-
sion on the experimental data. The values shown in Table 2
lead to an average coefﬁcient r = (r0 + 2r45 + r90)/4 = 4.59. This
value, higher than one, is signiﬁcant of a material having a
good formability.
Table 2 – Lankford coefﬁcients for a CP titanium metal
sheet
Material r0 r45 r90 r
CP titanium 5.81 4.65 3.26 4.59
4. Model identiﬁcation
4.1. Constitutive equations
In order to reach a good agreement of the model with the
experimental results presented above, a set of constitutive
equations, taking a linear isotropic elastic behaviour and an
anisotropic plastic behaviour into account, have been chosen.
This anisotropic behaviour is modelled from a plastic point of
view by Hill’s criterion (Hill, 1948) expressed by the following
equation:
f () =
(
1
2 (F(22 − 33)2 + G(33 − 11)2 + H(11 − 22)2
+2L223 + 2M231 + 2N212)
)1/2
(2)
where F, G, H, L, M, N are the material parameters character-
ising the anisotropy. In the case of a material in the form of
a metal sheet from which the assumption of plane stress can
be made, this criterion amounts to an expression having only
4 parameters F, G, H and N since i3 = 0.
4.2. Material parameter identiﬁcation
In the constitutive equations introduced into the previous
section, six material parameters are involved, i.e. Young’s
modulus E, Poisson’s ratio  and Hill’s coefﬁcients F, G, H and
N. The different values of these parameters are reported in
Table 3. Young’s modulus of CP titanium is identiﬁed during a
tensile test performed with conventional strain measurement
Table 3 – Material parameters of CP titanium relative to
the constitutive equations
Parameters E (MPa)  F G H N
Value 111,819 0.34 0.52 0.29 1.71 4.20
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(INSTRON 2620-601 axial extensometer). In the literature, the
commonly encountered value of Young’s modulus is equal to
approximately 110,000MPa, which corresponds to a relative
error lower than 1.5% compared with the measured value. A
Poisson’s ratio  = 0.34 is used without experimental check-
ing. The identiﬁcation of Hill’s parameters is performed using
Lankford coefﬁcients (Rees, 1995, 1996). Using the associated
plasticity theory, the ﬂow rule deﬁnes the plastic strain rate
proportional to the stress derivative of the yield locus (ε˙p =
˙ · ∂f/∂). The set of Eq. (3) can be established to identify Hill’s
parameters.⎧⎨⎩Gr0 − H = 0Fr90 − H = 0
(F + G)(2r45 + 1) − 2N = 0
(3)
If the yield stress of plastic ﬂow following the rolling direc-
tion 0 is considered as reference, the relation (4) completes
the system of equations.
1
2
(G + H) −
(
eq
0
)2
= 0 (4)
Fig. 6 shows the results of this identiﬁcation. The red points
correspond to the experimental yield stresses for the tensile
tests carried out at 0◦ and 90◦. Corresponding surfaces are
plotted in full feature. A small difference between theoretical
surfaces and experimental points can be noticed in particu-
lar for the direction at 90◦. Within the strain range concerned
by the forming process, the gap between experimental and
numerical stress–strain curves can reach in this case approx-
imately 30MPa, which corresponds to a relative error equal to
about 5%.
5. Numerical simulation
5.1. FEM model
This section presents the ability of the approach to simulate,
with the commercial ﬁnite element code ABAQUS, the form-
ing operation of the scoliotic instrumentation. The numerical
Fig. 6 – Hill’s yield surface for CP titanium.
model is composed of a die and a punch (Fig. 7a) consid-
ered as rigid analytical surfaces. A ﬁne mesh (Fig. 7b) of the
blank is carried out using shell type elements (S3R) with 5
integration points in a 0.5mm thickness. The work harden-
ing of the material is introduced as tabular data within the
code from results coming from the tensile test following the
rolling direction. The contact between tools (punch and die)
and blank is described according to a Coulomb’s type law with
a constant friction coefﬁcient  = 0.10. The forming step is
performed in ABAQUS/Explicit and corresponds to a moving
down of the punch. The results from the forming simulation
are then imported into ABAQUS/Standard and a static analysis
calculates the springback. During this step an artiﬁcial stress
state that balances the imported stress state is applied and
gradually removed during the step.
5.2. Results and analysis
In order to check the relevance of the numerical model, a part
has been manufactured by the industrial partner. The out-
line of the part (corresponding to the red line in Fig. 8a) has
Fig. 7 – Finite element model: tooling (a) and FE mesh of the part (b).
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Fig. 8 – (a) Geometry of the part scanned with 3D-CMM (MarVision MS 222) ﬁtted with a laser sensor (the line in red
represents the outline used for comparison with the numerical simulation) and (b) numerical 3D outline after unloading of
the tooling with its projections in the (O, x, y) and (O, x, z) planes. (For interpretation of the references to color in this ﬁgure
legend, the reader is referred to the web version of the article.)
Fig. 9 – Comparison of the part outline predicted by
numerical simulation with experimental measurements.
been obtained from 3D-CMM measurements with a laser sen-
sor. The numerical outline of the part with both projections
in (O, x, y) and (O, x, z) plans is depicted in Fig. 8b. When the
punch reaches its maximum stroke, the geometry of the part
is similar to that of the tooling. The material is then strongly
deformed in particular near the tooling radii. In this region,
the equivalent plastic strain εpleq reaches a maximum value of
0.2 which represents a quarter of the strain range investigated
during the tensile test. During the unloading of the punch, the
progressive relaxation of residual stresses leads to an opening
of the part characterised by the angle of springback  (Fig. 9).
The springback takes place in all directions. Nevertheless, as
the angle is weak in the (O, x, z) plan, we will not focus our
attention on this plan. To quantify the inﬂuence of spring-
back, a comparison between part geometry before and after
unloading has been made. This analysis reveals a springback
angle equal to 10.64◦ since the geometry of the part passes
successively from a right angle (angle of the tools) to an angle
num = 100.64◦. The anglemeasured on themanufactured part
corresponds to anangle exp of 103.25◦. The relative errormade
by the numerical model is equal to 	/ ≈ 2.5%.
5.3. Parametric study
The springback control is very important in scoliotic instru-
mentation manufacturing because the implant must follow
the contours of the vertebral arc aswell as possible (Fig. 10a). In
addition, in a step of development of “customised” implants,
themanufacturer has to be able to deﬁne the geometry of tools
fromX-rays of the patient. This parametric study aims at ﬁnd-
ing the relation between the angle ˛ of the tools (Fig. 10b) and
the actual angle measured on the manufactured parts. In this
Fig. 10 – (a) Positioning of the implant on the vertebral arc and (b) main geometric parameters of tooling.
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Fig. 11 – Springback angle  according to tooling angle ˛.
way, ﬁve numerical simulations for angles of tools ˛ of 90◦, 85◦,
80◦, 75◦ and 70◦ were carried out (from an anatomic point of
view, the angle between the spinous and transverse apophy-
ses remains lower than 90◦). During this study, dimensions
C1, C2, C3 and radii R1, R2, R3 are unchanged. The calculated
springback angle according to the tooling angle is presented
in Fig. 11. The results highlight an angle  almost proportional
to the angle ˛ of tools. The difference ı =  − ˛ is always equal
to about 10◦.
6. Conclusion
Experimental analysis of commercially pure titanium
behaviour has been investigated thanks to uniaxial ten-
sile tests during which a full-ﬁeld measurement method has
been used. The obtained results have allowed to highlight the
intrinsic behaviour of material and to identify the material
parameters of an anisotropic elastic–plastic model. A ﬁnite
element model has been used to simulate sheet metal form-
ing by bending of a plate used in surgical instrumentation
dedicated to the correction of scoliotic instrumentation. A
good agreement between numerical results and measure-
ments in terms of part outline has been obtained. This is due
to the fact that the mechanical behaviour of the material has
been described with precision notably by taking anisotropy
of CP titanium into account and because the springback
after bending has not been neglected. The parametric study
has provided useful information about the inﬂuence of the
opening angle of the tooling on the geometry of the ﬁnal
part. Of course, this study has been relatively simpliﬁed since
tooling radii have been unchanged. A complete study using
design of experiments and taking the inﬂuence of all the
parameters and their interactions into account could then be
considered in a near future.
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Abstract This paper describes a 3D finite element
model used for optimizing the deep-drawing formabil-
ity of a commercially pure titanium cap designed for
the cosmetic industry. The results obtained from a spe-
cific tooling and various tensile tests highlight a strong
anisotropic behavior of the material (earing profile on
the parts and Lankford coefficients very sensitive to
the loading direction). The mechanical behavior taking
this anisotropy into account is described according to
an elastic-plastic model based on the quadratic Hill’s
criterion. A special attention is paid to studying the
sensitivity of the FEM predictions with respect to the
numerical parameters. The type and number of ele-
ments in the thickness of the blank and the friction
coefficient have a significant influence on the numerical
results. The comparison with the experiments taking
the springback into account shows that the FE model is
suitable for describing the behavior of titanium during
a forming process such as deep-drawing. A Forming
Limit Diagram is finally given to predict the feasibility
and optimize the forming operation.
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Introduction
The market of metallic packaging is subjected to strong
business competition. In order to remain competitive,
the manufacturers of the sector, like many others, are
bound to innovate either by using more powerful form-
ing processes, or to opt for materials whose properties
are more interesting than those of traditional alloys.
With its luxury connotation, titanium is a relatively at-
tractive material for high quality packaging of cosmetic
products but its cold forming is complex to carry out
because of a strongly anisotropic behavior.
The optimization of the forming process can obvi-
ously be done from the operator’s experience but in-
volves an important number of tests. In addition, these
debugging steps performed within the engineering and
design departments and within the sites of production
are very expensive. The numerical simulation conse-
quently proves to be an interesting tool to optimize
the forming operations but requires the development
of a predictive FE model and adapted to describe the
behavior of titanium. Taking the strong anisotropy of
this material into account, due in particular to the com-
plexity of the interactions between microstructures, ac-
tive mechanisms of deformation and crystallographic
texture, many academic works aim at describing the
behavior of titanium and its alloys from a micro-
mechanical approach [1–3]. For the moment, despite
the efforts, research is not yet sufficiently completed to
be able to transpose modelling on a macroscopic scale
in a reliable way and to have realistic computing times
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in the case of industrial problems. For this reason, the
numerical simulation of material forming with macro-
scopic models constitutes the only realistic alternative.
This kind of approach will be the only one considered
in this paper.
If scientific papers devoted to improve the mechani-
cal properties of CP titanium, to study its behavior in
corrosion or its friction resistance are numerous, the
references concerning the sheet forming processes and
their numerical analyses with macroscopic behaviour
models are desperately poor. The study undertaken by
Chen and Chiu [4] is certainly the most interesting from
an experimental point of view insofar as the authors in-
vestigate the behavior of CP titanium with mechanical
tests for temperatures ranging from ambient to 300◦K
and on a broad range of strain rates. On the other hand,
no numerical model of behavior is identified.
In addition, it is admitted that the greatest number
of finite element analyses performed in the case of
industrial sheet forming is based on the well-known
quadratic Hill’s criterion [5]. Reasons for this choice lie
in the relative simplicity of this criterion, a more elabo-
rate criterion would require the development of multi-
axial tests often linked with a more complex analysis of
the results.
If the constitutive equations of the mechanical be-
havior and the method of material parameter identifi-
cation play an important role in the numerical results
provided by the finite element code [6, 7], these points
are not the only ones ensuring the precision and the re-
liability of these results. Indeed, the parameters related
to the finite element model (type and element number,
interactions, forming steps...) are quite as important.
This last aspect whose bibliographical references are
very scattered and incomplete also constitutes one of
the concerns of this paper.
The present study is focused on the deep-drawing
forming of a Commercially Pure (CP) titanium cap
for the cosmetic industry. The material behavior
(“Material and deep drawing process”) is studied by
means of specific deep-drawing tooling and various ten-
sile tests. The strongly anisotropic behavior highlighted
in this section is described using an elastic-plastic model
based on Hill’s criterion. This modelling is used as
entrance point within the numerical investigation pre-
sented in “Numerical investigation”. In addition to the
critical study linked to the type and the number of
elements in the thickness of the blank, a strategy of
identification of the friction coefficient blank/tooling
and analyzes of springback are presented and discussed.
The numerical results are finally compared in “Results
and discussion” with experiments. A Forming Limit
Diagram (FLD) is finally defined in order to optimize
the deep-drawing process.
Material and deep drawing process
Material behavior
The studied material is a Commercially Pure (CP) tita-
nium of 0.5 mm thick rolled sheets provided by ACNIS
International (France). The mechanical behavior of CP
titanium has been investigated with various tensile tests
performed along different directions (0◦, 45◦ and 90◦)
with respect to the Rolling Direction (RD). These tests
have been carried out on an INSTRON 5569 testing
machine fitted with a 50 kN load cell at a constant cross-
piece velocity equal to 2 mm/min. In order to obtain an
accurate measurement of the strain during the elastic
loading, an axial extensometer INSTRON 2620-604 has
been used, while the plasticity and anisotropy have
been studied with a Digital Image Correlation (DIC)
method [8]. Particular properties of stress-strain curves
are presented in Table 1. CP titanium shows a highly
anisotropic elastic behavior since Young’s moduli are
different for the three angles following the rolling di-
rection. Moreover, Lankford coefficient values indicate
a high level of plastic anisotropy. In this study, as
we focused on the behavior of titanium during deep-
drawing forming processes involving large strains, elas-
tic anisotropy is not taken into account. So Young’s
modulus E is 111819 MPa and Poisson’s ratio ν is
0.34. The work-hardening of the material is introduced
as tabular data within the code from results coming
from the tensile test following the rolling direction [9].
The plastic anisotropic behavior is modelled by Hill’s
criterion:
f (σ ) =
(
1
2
(
F(σ22 − σ33)2 + G(σ33 − σ11)2
+H(σ11 − σ22)2 + 2Lσ 223 + 2Mσ 231 + 2Nσ 212
)) 12
(1)
Table 1 Mechanical properties of CP titanium
Angle Young’s modulus Elastic strength Lankford
from RD E (MPa) Rp 0.2% (MPa) coef. r
0◦ 105700 312 2.11
45◦ 115750 319 3.71
90◦ 119260 349 4.85
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where F, G, H, L, M, N are Hill’s parameters. In
the case of a material in the form of a metal sheet
from which the assumption of plane stress can be made,
this criterion amounts to an expression having only 4
parameters F, G, H and N since σi3 = 0. In the finite
element code Abaqus, these parameters are linked
to the yield stress ratio Rij and subsequently to the
Lankford coefficients [10] such that:
R22 =
√
r90(r0 + 1)
r0(r90 + 1) R33 =
√
r90(r0 + 1)
r0 + r90
R12 =
√
3r90(r0 + 1)
(2r45 + 1)(r0 + r90) (2)
This procedure identification leads to the following
values: R11 = 1, R22 = 1.105, R33 = 1.472 and R12 =
0.879.
Deep drawing device
A specific device has been used to perform deep-
drawing experiments. This device has been designed
so as to avoid aspect defects (wrinkles for example)
and respect the tolerances of the definition drawing of
the formed part (Fig. 1). The device consists of a tool-
set composed of a die, a punch and a blank holder
mounted on a die-set (Fig. 2). The deep-drawing device
is put on the INSTRON 5569 testing machine fitted
with the 50 kN load cell. The mobile crosshead is used
to ensure the displacement of the punch following a
Fig. 1 Desired formed part (dimensions in mm)
Die
Punch
Die set
Blank–holder
Springs
Die detail
Punch detail
Fig. 2 Deep-drawing device with punch and die details (dimen-
sions in mm)
constant speed. The initial blanks are obtained thanks
to a home-made cutting-tool-set mounted on the same
die-set. During each test, a MoS2 lubricant is sprayed
on the parts in contact with the blank in order to reduce
the friction. During the punch displacement, the blank-
holder applies a loading thanks to springs of stiffness
k = 123 N/mm on the blank placed on the die. The
displacement and the applied load on the punch are
recorded with a frequency of 20 Hz.
Influence of deep-drawing speed
The effects of deep-drawing speed have been investi-
gated by performing various tests using punch speeds in
a range of 20 to 200 mm/min. Figure 3 shows the punch
loading according to the imposed displacement for
each test. The slight variations between the curves are
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Fig. 3 Punch loading versus displacement at various punch
speeds ranging from 20 to 200 mm/mn
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assumed to be caused by the displacement of the tools
and the differences in lubricating conditions between
the tests. These results and the fine examination of the
formed part lead to the conclusion that no influence
of the deep-drawing speed could be highlighted in the
tested range of velocity, meaning that titanium can
be deep-drawn at a high speed-rate allowing its use
in industry. Moreover the numerical simulation of the
deep-drawing of titanium is simplified because it is not
necessary to use a strain-rate dependent model.
Geometrical observations
Titanium sheets are known to show a significant
anisotropic behavior. To observe closely the effect of
the anisotropy of titanium, scans have been performed
with a 3D-CMM (MarVision MS222) fitted with a laser
sensor on a deep-drawn cap along 0◦, 45◦ and 90◦ lines
following rolling direction. As expected, the results
illustrated in Fig. 4 exhibit a large anisotropy. The three
sections highlight strong differences in their repartition
of diameter. Nevertheless, the dimensional trends are
similar in each direction to the rolling direction. From
the bottom of the cap to a height of 22 mm, a bulge
of the diameter is observed. This is due to the radius
of 1 mm that leads to high stress concentration at the
bottom of the cap. When the deep-drawing tools are
released, this stress concentration tends to relax by
deforming the bottom of the cap. Above 23 mm, the
diameter increases because of the relaxation of the
anisotropic ears which are not constrained anymore.
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Fig. 4 Laser scanned profiles along 0◦, 45◦ and 90◦ lines following
rolling direction for a deep-drawn cap
Numerical investigation
FEM model
The deep-drawing simulations are achieved using the
FE code Abaqus. Because of the anisotropy of the
material, the simulation has been carried out using a 3D
analysis, modelling only a quarter of the blank. Appro-
priate boundary conditions have been imposed at the
symmetry axes. The geometry of the FE model (Fig. 5a)
is the same as experimental tools. It is composed of
a punch, a die and a blank-holder considered as rigid
analytical surfaces. A ring is introduced between the
die and the blank-holder in order to prevent the blank-
holder from crossing the die when the blank is com-
pletely drawn (contact constraints cannot be applied
between rigid parts in ABAQUS). It is a deformable
part for which an isotropic elastic behavior has been
affected. Young’s modulus is 210000 MPa and Poisson’s
ratio is 0.3. A fine meshing of the blank is carried out
with shell (Fig. 5b) or solid (Fig. 5c) elements with more
precision in the region of the punch diameter.
Critical comparison of shell and solid elements
For shell elements, the blank is meshed with 340 S3R
elements (3-node triangular thick shell) and 1000 S4R
elements (4-node quadratic thick shell). The literature
offers many papers dealing with the amount of In-
tegration Points (IPs) necessary to perform forming
simulations. The conclusions of these papers are contra-
dictory and the amount of advised IPs varies between
5 [11] and 50 [12]. A high number of IPs allows to
have a good reproduction of the stress discontinuity
through the thickness, but this can be achieved with
Ring
Punch
Blank
DieBlank holder
(a)
(b)
(c)
Fig. 5 Finite Element model: a tooling, b and c respectively shell
and solid type meshing of the blank
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Fig. 6 Height of the cap versus external diameter for shell and
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a through-thickness integration scheme that places the
IPs where discontinuities appear [13], thus reducing
their amount and improving the reliability. In this study
it was decided to use 5 integration points through the
thickness of 0.5 mm using the Gauss integration method
for simplicity and compatibility reasons. For solid ele-
ments, the blank is meshed with 3561 elements C3D8R
(8-node linear brick) with 3 elements in the thickness.
The CPU time1 for the simulation is obviously higher
for solid elements (2.18 h) than for shell ones (1.20 h).
One of the requirements of the FE model is to deliver
reliable information in terms of geometry of the deep-
drawn part. In order to compare both simulations, Fig. 6
presents the variation of the diameter of the nodes on
the outer surface of the simulated drawn part along
the height. The vertical lines show the limits of the
tolerance. Although the deep drawing tooling has been
designed so as to respect the tolerances of the definition
drawing, it can be seen that with shell elements, a large
amount of nodes are out of the tolerances, meaning that
the contact conditions are poorly defined. Indeed, the
contact is effective at half the distance of the middle
plane of the shell and the thickness is calculated from
the strain state. So there are parts of the blank that are
in contact with the tools and which thickness is higher
than initially, in that case the simulated part crosses the
tools, which is physically impossible. This is the case
in the top part of the cap. With solid elements, this
problem does not occur because the contact constraint
are directly applied on the nodes in contact. Shell
elements are interesting in many cases, but they are
1processor: 3GHz, RAM: 512 Mo.
1 element in the thickness
2 elements in the thickness(a) (b)
Fig. 7 Influence of the number of elements in blank thickness. a
Comparison of mesh distortion on the periphery of the blank for
1 and 2 elements, b comparison of strains on blank flat shapes
not appropriate in a geometric study involving contact
conditions and changes of thickness.
Number of element in the thickness
In order to simulate the forming process of CP titanium
correctly, various simulations have been performed
with one, two, three or six elements in the 0.5 mm thick-
ness. Obviously, from a computation time point of view,
a numerical simulation with one element in thickness is
faster than simulations with two elements (1.12 h versus
2.30 h). Fig 7a presents the earing profile when one or
two elements are used. This comparison highlights an
inaccurate representation of the blank profile due to
mesh distortion when only one element is used in the
thickness. Conversely, a number of two, three or six
elements in the thickness has not significantly improved
the predictions of the numerical simulations. The repar-
titions of strain on the outer edge of the cap presented
in Fig. 7b and the stress values on the sensitive region
of the blank (Fig. 8) are similar in each case. So only
the single-element case has been invalidated and two
elements in the thickness are enough to obtain reliable
results.
Friction coefficient identification
The friction coefficient plays an important role on the
numerical results of the deep drawing process. Ob-
viously, its experimental identification is possible but
a specific apparatus such as a pin-on-disc tribological
device [14] is needed. Moreover the result exploitations
of this kind of test are not straightforward either be-
cause the friction coefficient is dependent on various
parameters such as the velocity, the temperature, the
rugosity... Because of its significant influence on the
punch force, the chosen procedure of identification
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thickness
consists in adjusting the numerical value of the friction
coefficient until the curve of the punch reaction force
versus the punch displacement fits the experiments.
Figure 9 shows the experimental and calculated punch
reaction forces for different friction coefficients. An
increase of the punch reaction force is observed when
the friction coefficient grows. The best fit (even though
the maximum punch reaction force is slightly under-
estimated) is obtained with a value equal to 0.25. The
difference between the experimental and the simulated
curves can be attributed to the fact that the friction
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Fig. 9 Comparison between experimental and calculated punch
reaction forces for different Coulomb friction coefficients
coefficient is not the same between all the parts and at
every time.
Results and discussion
Springback analysis
Springback is a major problem in the deep-drawing
process. When the tools are released after the forming
stage, the part springs back due to the action of inter-
nal stresses. In many cases, the shape deviation is too
large and springback compensation is necessary. The
deep-drawing tools are changed so that the geometry
of the part fulfills the geometrical requirements after
springback [15]. With an aim of precisely knowing the
geometry of the part to ensure the final assembling,
various possibilities were considered for the simulation
of the stage of tooling removal. Figure 10 presents a re-
alistic method where the tools are kept with kinematics
corresponding to unloading (ejection springback). This
method makes it possible to obtain the geometry of the
part after springback with precision but implies very
long computing times. Without harming the quality of
the results, two easier approaches have been tested.
The first approach (interaction springback) consists in
adding in the forming simulation a step were all inter-
actions between the blank and the tools are canceled.
Since the simulation uses an explicit solver, care was
taken to damp the oscillations caused by the brutal loss
of contact. For the second approach (implicit spring-
back), the results of the ABAQUS/Explicit forming
simulation are imported into ABAQUS/Standard and
a static analysis calculates the springback. During this
step, an artificial stress state that balances the imported
stress state is applied and gradually removed during
this step. For each springback approach, the profile
of the cup for a section at 45◦ to rolling direction is
plotted on Fig. 11. The three springback approaches
considered exhibit a very similar behavior, so only the
stop by the blank holderend of deep drawing ejection of the cup release from the punch
Fig. 10 Ejection steps for the realistic method
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simplest approach (implicit springback) is considered in
this paper.
Geometric comparison
In order to check the relevance of the numerical model,
a part has been deep-drawn using the tooling pre-
sented in “Deep drawing device”. The blank diameter
is 60 mm for a forming depth of 25 mm. The comparison
between the measured outline of the part and the nu-
merical results for a section along the rolling direction
is shown in Fig. 12. The first observation is that the
numerical results offer a very good representation of
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Fig. 12 Comparison between the measured outline of the part
and the numerical results for a section along the rolling direction
the measured outline of the part. The profile obtained
after simulation of the springback is very close to the
experimental one. The curving distance decreases at the
bottom of the cap and the diameter increases at its top.
Deep-drawing criterion
The results presented above have highlighted the ca-
pability of the FE model to simulate the plastic flow
of titanium during the deep-drawing operation. But
this tool is not sufficient to predict the feasibility of
the forming operation and in particular the onset of
localized necking. The criterion proposed here is the
classical Forming Limit Diagram (FLD). The used ex-
perimental procedure is based on image analysis by
the correlation method [16]. The samples are strips
of widths varying between 20 mm to 140 mm. They
are strained up to fracture by a hydraulic press fitted
with a Marciniak’s device composed of a flat headed
cylindrical punch (diameter 100 mm), a circular die and
a blank-holder. When the images up to the onset of
necking are recorded, the image analysis software "7D"
calculates the maximum and minimum main strains,
which subsequently allows to plot the forming limit di-
agram of material (Fig. 13). Numerical results of deep-
drawing simulations with blanks of diameter 60 mm,
64 mm and 68 mm are compared to these experimental
data. In spite of the fact that experiments have failed to
provide FLD data for positive values of minimum main
strain, a straight line has been drawn to represent the
expected shape of the FLC according to the results of
Chen [4] obtained on the same titanium. It appears that
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Fig. 13 FLD predictions for the CP titanium using Hill’s criterion
and comparison with experiments
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Fig. 14 Images of a cap obtained with a 68 mm initial blank
diameter formed with two deep-drawing stages
the blanks with a diameter over 64 mm cannot be deep-
drawn successfully. This point was checked using the
device of the Section Deep drawing device. Thus, the
cap cannot be formed at room temperature with only
one stage.
Adjustment of some parameters of the process
According to the above results, the maximum blank
diameter that can be deep-drawn is 60 mm. The LDR
value for this diameter LDR = DblankDpunch = 6028.4 = 2.11.
Thus, the punch diameter necessary to deep-draw a
68 mm blank diameter Dpunch = 68 × 2.11 = 32.23 mm.
So by using a punch with a diameter of 32.23 mm, a
blank of diameter 68 mm should be successfully deed-
drawn. A die set with a punch of diameter 33 mm was
available, so it has been used to deep draw a 68 mm
blank diameter. As expected, the forming operation
was successful, even though there were wrinkles caused
by a too large blank-holder diameter. The obtained part
has been re-drawn with the original die set in order to
obtain the required geometry (Fig. 14). Because of the
remaining wrinkles the aesthetic aspect of the cap is
not acceptable. Nevertheless, it has been proven that
the required part can be obtained with a 68 mm initial
blank diameter using two deep-drawing stages and by
respecting the cap height of 30 mm.
Conclusion
The deep-drawing formability of a commercially pure
titanium was studied in order to ensure the manufac-
turing capability of a cap for cosmetic products by the
metallic packaging industry. The results first obtained
with a specific deep-drawing device and various tensile
tests made it possible to highlight the anisotropic be-
havior of the material. This strongly anisotropic behav-
ior described in this study from an elastic plastic model
based on the well-known Hill’s criterion is fundamental
to describe the geometry of the formed part. However
the behavior law does not constitute the only parameter
making it possible to ensure the precision and the
reliability of the numerical results. It was shown that the
type and the number of elements (in particular in the
thickness) as well as the friction coefficient had an im-
portant influence on the calculation results. In addition,
the springback calculation was necessary to predict with
precision the geometry of the cap and to ensure the final
assembly of the parts. From a practical point of view,
the FLD determined using an image analysis method
made it possible to optimize the forming process. A
suitable part was obtained with only two deep-drawing
stages at room temperature. An optimization of the
shape of the blank [17–19] in order to reduce or even
remove the earing profile and a meticulous study of
friction during forming should allow to improve the
aesthetic quality of the cap for such luxury cosmetic
products.
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The present paper aims at applying the Finite Element Updating inverse method to several sample
geometries by themeans of Digital Image Correlation. The full-ﬁeld data are experimentally obtained from
three geometries exhibiting increasing strainﬁelds heterogeneities. For each test, a Finite Elementmodel is
built and boundary conditions are duplicated from the measured displacements at the sample borders.
Field comparisons are performed at several time steps until fracture occurs and a LevenbergeMarquardt
method is used to solve the optimization problem. Six parameters of an anisotropic elasticeplastic
constitutive model are identiﬁed and validated through the simulation of a deep-drawing forming
operation. Results show that identiﬁcation quality is improved when heterogeneous strain ﬁelds are used.
 2010 Elsevier Masson SAS. All rights reserved.
1. Introduction
Facing the increasing number of new materials and the difﬁcul-
ties of identifying constitutive models that predict properly the
material behaviour during the forming process, industrials have
induced in the early 90’s some scientiﬁc research that challenges the
usual way of identifying material models. This former approach
consists in ﬁtting analytical model with the experimental behavior
(true stress/true strain curve). Basically, tests are led on standard
geometries to isolate one material behaviour from the others (e.g.
a tensile test is assumed to exhibit tensile behaviour only), then
hypothesis concerning the strain ﬁeld homogeneity are made and
lead to identify the corresponding constitutive parameter. Once
these constitutive parameters are determined, the Finite Element
(FE) analysis is used to retrieve the stress/strain/displacementﬁelds,
assuming that both geometry and boundary conditions are known.
This identiﬁcation procedure exhibits two main disadvantages: the
numbers of tests may increase signiﬁcantly when complex models
are in use and the hypothesis of homogeneous strainﬁelds is neither
always obvious nor easy to satisfy. On the other hand, the so-called
inverse approach proposes to determine constitutive parameters
from considering heterogeneous strain/displacement ﬁelds. In this
case, geometry and boundary conditions are known and so is the
resulting displacement ﬁeld. Therefore, the only constitutive
parameters remain unknown. The chosen constitutive equations
are, of course, assumed to be relevant.
As Summarized by Grédiac (2004) and Avril et al. (2008), several
different methods have been developed to obtain the solution of
such inverse problems. Indeed ﬁve approaches lead to retrieve the
constitutive parameters when the stain homogeneity hypothesis
does not hold. Among these, the constitutive equation gap method
(Ladevèze et al., 1999; Latourte et al., 2008), the equilibrium gap
method (Claire et al., 2004; Crouzeix et al., 2009), the virtual ﬁelds
method (Grédiac, 1989; Promma et al., 2009), the reciprocity gap
method (Ikehata,1990) and theﬁnite elementmodel updating (FEU)
technique (Kavanagh and Clough, 1971; Molimard et al., 2005) are
currently used for identiﬁcation purpose. In the present paper the
FEU approach has been chosen.
The FEU method provides constitutive parameters iteratively by
comparing the measured data with the numerical ones while
parameters vary. The experiment is accurately simulated in an FE
model and the calculation is run with an initial guess of the param-
eters values. The obtained displacement ﬁelds are then compared to
the measured ones, a cost-function is built and leads to a new set of
parameters and so forth, until convergence is reached. The inverse
methods applied to parameters identiﬁcation such as deﬁned ﬁrst by
Kavanagh and Clough (1971) have known massive improvements in
the last decade. Indeed, the FEU approach is now broadly used.
Several authors have applied FEU to identify material parameters
using so-called global measurements, such as reaction force of the
whole sample, as the material response. For instance, Ghouati and
Gelin (1998) have identiﬁed 5 parameters of an elasticeplastic
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constitutive law of aluminum alloy using tensile tests in a ﬁrst
approach and a deep-drawing test in a second one. Both results were
veryclose andauthors conclude that this approach is analternative to
the classical identiﬁcationmethod.Moreover, the experiments led by
Yoshida et al. (1998) have successfully identiﬁed both elastic and
elasticeplastic parameters usingﬂexion tests. The torquewas used as
thematerial responseand theexperimental andnumerical curvature/
torque curveswere compared for several parameters sets untilﬁtting
was reached. Both of these studies have provided satisfactory results
but none of themwas using full-ﬁeld measurement as experimental
data. Meanwhile, Meuwissen (1998) has developed a similar
approach with the use of full-ﬁeld measurements. Shear-like tensile
testswereperformedanddisplacementﬁeldsweremeasured.Acost-
functionwasbuilt consideringglobal reaction forceanddisplacement
ﬁelds as the material responses. For the sake of simplicity, only the
early beginning of the plastic process was taken into account and
neither high strain nor necking was considered. Recently this work
hasbeen completedbyKajberg andLindkvist (2004). This latter study
deals with through necking analysis of basic tensile specimens with
side notches. This geometrical singularity ensures the necking to
occur at the center of the sample and improves the heterogeneity of
the strain ﬁelds. The identiﬁcation of two elasticeplastic model is
achieved but no conclusion is drawn upon the contribution of
considering thewholedeformationprocess insteadof theearly stages
of it. Finally the work of Lecompte et al. (2007) and Cooreman et al.
(2007) also has to be noticed. As an improvement to the works pre-
sented above, it introduced the use of a signiﬁcantly more hetero-
geneous tests thanks to bi-axial tensile tests. Cruciform samples are
then used to identify elasticeorthotropic parameters.
The present paper aims to show that identiﬁcation quality
improves and the required number of experiments decreases as the
heterogeneity of strain ﬁelds increases. For this purpose, the FEU
inverse method is applied to several sample geometries, using
Digital Image Correlation data. Three geometries with increasing
strain ﬁeld heterogeneity are tested, and provide the parameter set
of an anisotropic elasticeplastic model. For the sake of comparison,
the same identiﬁcation procedure is used for the three geometries.
Boundary conditions of the FE model are strictly applied from the
experiment and allows the FE model to ﬁt perfectly the experi-
mental deformation process. Thus, the identiﬁcation calculations
are run again using virtually noised experimental data in order to
exhibit and quantify the sensitivity of the identiﬁcation method to
measurement noise. Finally, validation tests are led on a deep-
drawing operation and results are used to compare the quality of
the obtained parameter sets.
2. Experimental setup
2.1. Material and samples geometries
All the samples under investigation are made of Commercially
Pure titanium T40, the limits of the chemical composition of the
material are given in Table 1. The average grain size has been
estimated to 6.4 mm. This material, broadly used in aeronautics and
biomedical domains, consists of hot-rolled sheets where the
0 direction is chosen to ﬁt the rolling direction. As a consequence,
90 is the transverse direction of the rolled sheet. Sheet thickness is
0.5 mm.
As shown in Fig. 1, three sample shapes were used. A basic
tensile sample (no.1) as used by Mahnken (1999), Ghouati and
Gelin (2001) and many others, will ﬁrst be investigated. Then, the
sample geometry is added a hole (no.2) as suggested by Lecompte
(2007) and ﬁnally a shear-like tensile sample (no.3) will be studied.
This latter sample, originally proposed by Meuwissen (1998), is
expected to exhibit both tensile and shear behaviours.
2.2. Full-ﬁeld measurements
In the present study, The Digital Image Correlation method is
used to assess the local displacements at the sample surface with
7D correlation software (Vacher et al., 1999). The experimental
setup is shown in Fig. 2a.
Tests are led on a 5 kN INSTRON tensile device. The samples
undergo a prescribed displacement speed of 5  105 m se1 (cor-
responding to an approximate strain rate _ez1 103 s1 ) until
their ruin. Samples are speckled using black andwhitemate painting
sprays. Digital images are recorded during the deformation process
at a frequency of 0.25 Hz using a Nikon D200 camera (focal distance
105 mm). The image resolution is set to 2592  3872 grey level
pixels and stored as 8 bit (Fig. 2b). Moreover, axial reaction force is
recorded every 10 ms all along the test. For each test, the initial image
is split in square elements that create a virtual grid upon the sample
surface. The resolution of this grid (extensometric base) is set to
16  16 pixels (Fig. 2b), corresponding to 0.32  0.32 mm2. The
correlation process consists in looking for the most probable
deformed pattern in the neighbourhood of each node of this grid in
terms of grey level. The displacement ﬁelds of each element are then
assessed by the means of a bi-linear interpolation. Finally, the
displacement at image n is assessed by correlating the nth image
with the initial/undeformed image. The correlation parameter used
in the present study are summarized in Table 2.
The assessment of DIC technique uncertainties remains a topical
issue (Bornert et al., 2008; Tarigopula et al., 2008; and Kajberg and
Lindkvist, 2004). Several parameters may have inﬂuence on the
measurement noise such as lighting, strain gradients, off-plain
displacements, numerical noise of the camera and of course the
quality of the speckle (Pan et al., 2009). However, the works of
Bornert et al. (2008) and Coudert (2005) (performed with the
correlation parameter presented in Table 2) state that the order of
magnitude of the DIC measurement noise remains inbetween 0.01
and 0.1 pixel.
3. Identiﬁcation scheme
3.1. Inverse ﬂowchart
In the present study, the FEU solving ﬂowchart (Fig. 3) is chosen
and applied to parameters identiﬁcation. Experiments are led and
post-processed using 7D correlation software then data are
imported into Matlab. A ﬁnite element model of the sample is
Table 1
Chemical composition limits of commercially pure grade 2 titanium.
Element Ti C Fe N O H
Weight (%) Bal. 0.10 0.30 0.03 0.25 0.015
Fig. 1. Investigated geometries and DIC analysis zones (dimensions in mm).
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designed andmeshed using Abaqus-Explicit. This latter FE model is
multiply solved for several sets of material parameters using the in
situ prescribed conditions obtained by the means of DIC. Then, the
FE calculation outputs are post-processed using Matlab in order to
build the cost-function that leads to the solution of the global
identiﬁcation problem.
3.2. Cost-function
Since, the comparison between experimental and numerical
ﬁelds has to be computed, the relevant point is the manner of
writing this comparison down. Several authors such as Meuwissen
(1998), Kajberg and Lindkvist (2004) and Cooreman et al. (2007)
are using a weighted least-square formulated cost-function. The
introduction of a weighting matrix has basically two main kinds of
formulation. First, it could be made up of the experimental errors
and make the cost-function a statistical estimator as did by
Lecompte (2007) or Meuwissen (1998). Each nodal response is then
compared with its experimental equivalent and divided by the
estimated error at the considered material point. As a consequence,
the more reliable a measure is, the more weight it has on the
identiﬁcation solution. Another approach consists in considering
the weighting matrix as a way to give each material point the same
weight. This solution consists in dividing each local residual by the
measured response at this point. Such a formulation, used by
Ponthod and Kleinermann (2006), Cooreman et al. (2007) and
Khalfallah et al. (2002), also allows the use, in the same cost-
function, of several kind of quantities exhibiting miscellaneous
orders of magnitude. This latter approach is chosen in the present
study.
Moreover, the residual quantity can be made of force and/or
displacement data (Kavanagh and Clough, 1971). As mentioned in
Avril et al. (2008), considering both force and displacement in the
cost-function formulation lead to a better suited solution when
strain concentration is involved (geometries no.2 and no.3 for
instance). Therefore, in the present study, force and displacement
data has been mixed using a weighting matrix in order to obtain
a dimensionless formulation of the cost-function. Indeed, longitu-
dinal and transversal displacements are added to the global reac-
tion force residual and the local difference between these three
measured data and the calculated values is the function to be
minimized. This cost-function can be written as follows:
Where p is the unknown parameter column, ux is the displacement
along the x axis (longitudinal axis), uy the displacement along the y
axis (transverse axis) and F is the global reaction force of the
sample. The scalar Nn is the number of nodes in the ﬁnite element
mesh, Ns is the number of time steps taken into account, and Nt is
the number of tests that are considered. Finally, maxj,k(uxexp),
maxj,k(uyexp), and maxj(Fexp) are respectively the nodes greatest
values over one step-time of the longitudinal and transversal
displacements and the global reaction force. Hence, the optimal set
of parameters must satisfy three conditions: matching the two
displacement ﬁelds and the global force response (which is actually
not a ﬁeld response but a punctual one). The next section discusses
the algorithm used to solve this optimization problem.
3.3. Optimization algorithm
Various numerical algorithms are available to solve non-linear
least-square problems represented by a cost-function such as Eq.
(1). Here, a LevenbergeMarquardt (LM) (Levenberg, 1944;
Marquardt, 1963) method is used to minimize the cost-function.
This method is known to have several advantages amongwhich can
Fig. 2. (a) Experimental setup. (b) 2592  3872 grey level images from Nikon D200 camera and longitudinal displacement ﬁeld calculated by 7D correlation software.
Table 2
Main parameters of the Digital Image Correlation.
Grid
size
Pattern
size
Grey level
interpolation
Displacement ﬁelds
interpolation
16  16 16  16 Bicubic Bilinear
f ðpÞ ¼ 1
2
2
4 XNt ;Ns;Nn
i;j;k¼1
2
4 uexpx;jk ðpÞ  unumx;jk
maxj;k

uexpx

!2
þ
 
uexpy;jk ðpÞ  unumy;jk
maxj;k

uexpy

!2
þNn
 
Fexpj ðpÞ  Fnumj
maxj

Fexp

!235
i
3
5
1
2
: (1)
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be singled out that it does not require the assessment of the Hessian
matrix and it’s thus very easy to implement. Let’s recall that the
updating equation of an LM method is:
JT J þ lLMI

pðkþ1Þ  pðkÞ

¼ JT rðpÞ (2)
Where r(p) is the residual column constituted by the three (ux, uy
and F) relative ﬁeld differences at each node. Matrix J is the Jacobian
matrix that is often called sensitivity matrix. This latter matrix is
assessed by computing the partial derivative, among each consti-
tutive parameter, of every single system response (see Section 3.4).
Finally, lLM is a damping parameter that has been introduced by
Levenberg (1944) to stabilize the GausseNewton method in the
vicinity of the optimum. The experimental errors on the measured
responses (displacement ﬁelds and global reaction forces) lead to
the inexistence of an optimal parameters set. In other words,
updating the constitutive parameters is not sufﬁcient to obtain
numerically the exact observed behaviour. Hence, the optimization
problem is ill-posed (Lecompte, 2007) and a basic GausseNewton’s
method may become very unstable around the optimum. The
addition of the lLM parameter improves the robustness of the
algorithm near the optimum. As proposed by Ma and Jiang (2007),
the value of lLM is assessed as follows:
lLM ¼ qkrðpÞk þ ð1 qÞ
 JT rðpÞ (3)
Where q ∊ [0, 1] is a real parameter that must be set a priori and that
rules both accuracy and convergence rate of the algorithm. In the
present work q ¼ 8  106.
3.4. Sensitivity analysis
The so-called sensitivity analysis consists in assessing the terms
of the Jacobian matrix. As presented by Tortorelli and Michaleris
(1994), sensitivity assessment is a major issue in parameter iden-
tiﬁcation. For this purpose a broadly used approach consists in
computing sensitivities by the means of ﬁnite differences. Even
though the calculation time is high, this approach is easy and fast to
implement. Solving each iteration require only k þ 1 calculations if
a forward (or backward) scheme is chosen. For the sake of calcu-
lation time, a forward ﬁnite difference scheme is used in this work,
therefore sensitivities are assessed by the following assumption:
Ji;j ¼
vriðpÞ
vpj
z
riðpÞ  ri

pþ Dpj

2Dpj
(4)
Where j is the number of constitutive parameters to be identiﬁed
and i is the number of system response, Dpj is the relative pertur-
bation on the jth parameter. The choice of this perturbation Dpj
remains a controversial topic. Indeed, the above equation exhibits
a truncation error of Dpj2 that tends toward zero when the
Fig. 4. Experimental ﬁeld measurements and boundary conditions were interpolated from the DIC analysis.
Fig. 3. Iterative solving ﬂowchart of the inverse problem.
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perturbation decreases. On the other hand, it has to be noticed that
the decreasing of the perturbation value increases theweight of the
round-off error, therefore the value of Dpj results from a compro-
mise between these two errors. In the present study the pertur-
bation value is set to Dpj ¼ 0.01  pj.
4. Material and numerical model
4.1. Numerical model
The numerical model, developed using Abaqus, duplicates the
experiment in terms of geometry and boundary conditions. The
geometry is measured on the samples, modeled and meshed using
quadrangular shell elements (the number of nodes varies from
1458 to 2201 depending on the considered geometry). The
obtained meshes ﬁt the three geometries under investigation. As
shown in Fig. 4, boundaries conditions, are measured from the
experiments using DIC and the obtained displacements are
prescribed at each node of the upper and lower bounds of the mesh
(Abanto-Bueno and Lambros, 2005; Witz et al., 2008; Fedele et al.,
2009). Both longitudinal and transverse displacements are
imposed. However, the data measured from the DIC may not
properly ﬁt the chosen nodes of the FE mesh. In other words, the
displacement data may be obtained at a material point that does
not match a node of the FE mesh because DIC grid and FE mesh are
different. Therefore, the DIC displacement ﬁelds are interpolated at
each node of the FEmesh so that the ﬁelds comparisons (needed for
the cost-function assessment) can be computed at the same
material points (Fig. 4). This projection is processed using bi-linear
interpolation shape functions.
4.2. Constitutive equations
The presented identiﬁcation scheme can basically be applied to
any kind of constitutive model. In the present study, a classical
anisotropic elasticeplastic model is considered. The elastic strain is
here deﬁned by the Hooke’s formulation, where E and v, respec-
tively the Young’s modulus and the Poisson’s ratio are previously
identiﬁed (E ¼ 111.8 MPa and v ¼ 0.34). A large strain framework is
used and s is the Cauchy stress tensor, E is the GreeneLagrange
strain tensor. The generalized standard material formalism
provides the plastic strain, that can be written as follows:
dEp ¼ dlvf ðsÞ
vs
;dl  0 (5)
where dl is a non-negative scalar. This latter formulation allows the
introduction of a yield surface and therefore a yield criterion can be
written:
f ðsÞ ¼ J ðsÞ  R sy (6)
Where R is the current yield stress, sy ¼ 368.0 MPa is the initial
yield stress and J ðsÞ is the equivalent plastic stress. In the present
study, an orthotropic material behaviour will be assumed and the
Hill’s (1948) criterion is used. This criterion is commonly used for
sheet metal anisotropic behaviour and it provides an expression of
the equivalent stress. In the case of plane stress, which is assumed
here, the Hill’s criterion gives:
J ðsÞ ¼
ﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃﬃ
Fs222 þ Gs211 þ H

s211  s222
þ 2Ns212
q
(7)
Asaconsequence, thedescriptionofmaterial anisotropyonly requires
four parameters to be identiﬁed. As presented by Hill (1993), in
practice the use of the Lankford’s coefﬁcients is easier. The present
study will focus on the determination of these coefﬁcients that are
deﬁned in Section 5.1.Moreover, thematerial hardeningdescribed by
Rhas tobeconsidered.Severalmodelshavebeendeveloped inthe last
decades in order to take into account those effects (Gronostajski,
2000). For the sake of simplicity, the Ludwik’s ﬂow rule is chosen, it
is both easy to implement and to identify because only two param-
eters are needed. The writing of such a ﬂow rule is recalled as:
R ¼ KðEeqp Þn (8)
Where, Epeq is the equivalent plastic strain. K and n are two
parameters to be identiﬁed. Finally, an anisotropic elasticeplastic
model is in use and the present identiﬁcation study deals with only
six parameters.
a b
Fig. 5. Standard identiﬁcation of the ﬁve investigated parameters. (a) Ludwik’s parameters. (b) Lankford’s coefﬁcients.
Table 3
Parameters identiﬁed by inverse method.
Standard
identiﬁcation
Geom.
no.1
Geom.
no.2
Geom.
no.3-a
Geom.
no.3-b
Ns e 6 4 6 6
Nt 3 3 3 3 2
Orientations 0e45e90 0e45e90 0e45e90 0e45e90 0e45
K (MPa) 366 349 267 284 280
n 0.46 0.45 0.40 0.50 0.49
F 0.30 0.31 0.21 0.16 0.16
G 0.19 0.10 0.22 0.18 0.20
H 0.81 0.90 0.78 0.82 0.78
N 2.22 0.95 2.00 2.02 2.02
fend/f0 e 22.0% 11.2% 9.35% 7.37%
CPU (in s) e 3858 5835 9523 5376
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5. Results and validation
5.1. Standard identiﬁcation
In order to offer a comparison criterion to the results obtained by
the means of inverse method, a standard identiﬁcation has been pro-
ceeded. As presented by Toussaint et al. (2008), this approach is based
on several assumptions and provides a quick assessment of material
constitutive parameters. The strain ﬁelds obtained using DIC are used
to localize the necking area of the sample. Therefore, only the local
strain data are considered and the volume conservation assumption is
made to allow the assessment of thewidth at the necking location and
the trough-thicknessHencky’s strain (3pIII) (G’Sell et al., 2002). Thus, the
true stress can be computed and plotted versus the plastic equivalent
strain (Fig. 5a).Hence, thehardeningcurve isﬁttedusinga least-square
routinewhich leads to identify bothK and n: the Ludwik’s parameters.
Anisotropic behaviour is also identiﬁed and the Hill’s parame-
ters are assessed through the Lankford’s coefﬁcients. Let’s recall
that those coefﬁcients are deﬁned as follows:
rq ¼
d3pIII
d3pII
(9)
Where q is the angle between the rolling and the applied tensile
direction. This ratio of the transverse plastic strain rate to the
thickness plastic strain rate is experimentally represented by the
slope of the measured strains in the tensile tests led at 0, 45 and
90 from the rolling direction. Their respective least-square lines
are also plotted in Fig. 5b. Finally the three Lankford’s parameters:
r0, r45 and r90 are identiﬁed and lead to assess the four Hill’s
parameters that are summarized in Table 3.
5.2. Inverse identiﬁcation
For the sake of calculation time, the parameters identiﬁcation is
processed considering only a restricted number of time steps
arbitrary chosen over the hardening curve. This number Ns varies
inbetween 5 and 7 and they can be seen as markers in Fig. 6.
Fig. 6. Comparison of the global force predictions of the four identiﬁed parameter sets.
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For every geometry, three tests are considered (Nt ¼ 3): at 0,
45 and 90 except for geometry no.3 where two identiﬁcation
procedures are run: the ﬁrst withNt¼ 3 and the secondwith Nt¼ 2.
This aims to show that when strain ﬁelds heterogeneity increases,
the number of required tests may be decreased without impairing
the identiﬁcation quality.
In order to impose the necking to occur at the same location in
experiments as in the FE analysis of geometry no.1, a small width
default (0.05mmon each side) is introduced on the initial mesh. No
special treatment or assumption is made for the other analysis. The
initial hardening parameters are arbitrarily chosen equal to
K ¼ 550 MPa and n ¼ 0.3, the Hill’s coefﬁcients are chosen to
initially match the isotropic case: F ¼ G ¼ H ¼ 0.5 and N ¼ 1.5. The
identiﬁed parameters are summarized in Table 3 and compared to
those identiﬁed using the standard method.
Table 3 shows that the proposed inverse method is able to
decrease the number of tests needed for identiﬁcation and thus the
experimental work. Indeed parameters sets no.3-a and no.3-b are
very similar and can be considered as equal (denoted set no.3).
As shown in Fig. 6, the four obtained sets (sets no.1, no.2, no.3 and
the standard identiﬁcation set) are used to predict the global reac-
tion force of three tests with the different geometries. It can be seen
that the set no.3 is the most able to provide a good force prediction
regardless of geometry. The ﬁtting of the set no.1 is very poor. Indeed
this set, identiﬁed in a pure tensile load case, appears to be unable to
predict the global reaction force when other kinds of strain ﬁelds are
involved (e.g. test no.3). This emphasizes the improvement of
parameter identiﬁcation when heterogeneous strain ﬁelds are used.
Moreover, Fig. 7 shows the identiﬁed resulting displacement
ﬁelds versus the experimental ones for set no.3, the residual values
are also plotted for both longitudinal and transverse displacement
ﬁelds. As can be seen, the optimization process leads to the ﬁtting of
experimental and numerical responses.
5.3. Experimental noise sensitivity
Since the parameter set is identiﬁed, the predicting capability
of it may be investigated. As pointed in many former studies
(Gelin et al., 1998; Harth et al., 2004; Molimard et al., 2005;
Lecompte et al., 2007; Amiot et al., 2007; Belhabib et al., 2007;
Nakamura and Liu, 2007; Promma et al., 2009), investigating
the noise sensitivity if the identiﬁcation procedure is a good way
to evaluate its stability. In practice, the noise of the measuring
tools may be responsible for a high deviation of the obtained
results. As said above, the accuracy of DIC method is limited and
the measurement uncertainties assessment is a tough task.
However some authors (Coudert, 2005; Bornert et al., 2008) state
that their magnitude remains inbetween 0.01 and 0.1 pixel. In
the present study, displacement ﬁelds were artiﬁcially noised
using a sample-wide random white noise of which magnitude
varies. A random uniform noise is applied to both longitudinal
and transverse displacement ﬁelds of the geometry no.3. The
noise magnitude An is set to several increasing values then the
obtained parameter sets are compared. Results are summarized
in Table 4.
In addition, for the three noised sets, the predicted longitudinal
displacement ﬁeld is compared to the noiseless ﬁeld. Fig. 8 shows
the relative error e(Ai) for the three noised sets versus the noiseless
ﬁeld such as:
eðAiÞ ¼
Unumx ðpðAiÞÞ  Unumx ðpðA0ÞÞ
Unumx ðpðA0ÞÞ
(10)
Fig. 7. Experimental and identiﬁed displacement ﬁelds for the geometry no.3-a at 45 (5th time step). Residual ﬁelds show the zones of good and bad predictions.
Table 4
Parameters sensitivity to measurement noise for shear-like geometry (no.3).
An (pixel) 0 0.01 0.1 1
An (mm) 0 0.2 2 20
K 284 277 269 334
n 0.50 0.48 0.49 0.48
F 0.16 0.16 0.14 0.25
G 0.18 0.19 0.15 0.26
H 0.82 0.81 0.85 0.74
N 2.02 2.01 2.01 2.01
Fig. 8. Relative error of the longitudinal displacement ﬁelds for the three noised set.
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As can be noticed, the increasing of measurement noise quickly
impairs the quality of the predicted displacement ﬁelds. This
analysis shows that the FEU inverse method is obviously noise
sensitive but also that for the assumed noise magnitude (between
0.01 and 0.1 pixel) the results dispersion remains acceptable
(inferior to 3.9%) and in the range of experimental uncertainties.
Moreover, the obtained dispersion for 0.1 pixel matches other
published results for inverse methods such as Promma et al. (2009)
and Kajberg and Lindkvist (2004).
5.4. Validation test
In order to verify the quality of the identiﬁed parameters sets,
validation tests are carried out. The three identiﬁed parameters sets
are used to simulate the same deep-drawing operation. Results are
compared to the experimental data in order to check which of the
identiﬁed sets is the most able to reproduce the observed experi-
mental behaviour.
On one hand a deep-drawing device (Fig. 9a) is used for the
purpose of experimental validation. The elastic strength of both
springs is previously identiﬁed and the device is operated using the
same tensile machine as described above. Three circular blanks
following the geometrical speciﬁcation given in Fig. 9b are deep-
drawn while operating force is recorded. Hence, the geometrical
responses of the three obtained cups are measured. As shown in
Fig. 9c the upper proﬁle of the cups exhibit anisotropic horns and
themagnitude and frequency of it are investigated andmeasured. A
Coordinate Measuring Machine (CMM) is used to measure the
height of 120 points evenly spread along the upper periphery. On
the other hand, an FE model is developed to simulate the experi-
mental deep-drawing process. Solid elements are used to model
the blank while die, blank-holder and punch are considered as
analytical rigid surfaces. The applied load on the blank-holder is
picked from the experimental measurements. The friction coefﬁ-
cient is set to 0.2 in agreement with former results (Le Port et al.,
2009). Finally the identiﬁed parameter sets are successively used.
Fig. 9. (a) Deep-drawing device, (b) cup geometry and (c) experimental cup shape.
Fig. 10. Comparison of predicted anisotropic proﬁles.
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Then, the upper proﬁle is compared to the experimental one
(Fig. 10). The simulations with inverse parameter sets exhibit very
scattered anisotropic responses, indeed even though geometries
no.2 and no.3 show a good ﬁtting with the experimental
measurements, the response of geometry no.1 is poor. This latter
set predicts horns at the wrong place and with a bad magnitude.
The simulation using the parameters identiﬁed using geometry
no.3 predicts more accurately the magnitude of the horns than
geometry no.2 and no.1.
The results of the validation tests, presented in Fig.10, show that
the quality of the shape prediction increases with the strain ﬁeld
heterogeneity. The numerical shape of the cup has a better ﬁtting of
the experimental shape when shear-like identiﬁed parameters are
used. Even though the standard identiﬁcation set remains the best
for shape prediction, among the three inverse sets, the increasing of
the strain heterogeneity in the sample leads to a more accurate
identiﬁcation of the material models.
6. Conclusions
In the present study, a FEUmethod has been used to identify the
parameters of an anisotropic elasticeplastic model using full-ﬁeld
measurements. Three geometries that exhibit increasing strain
heterogeneities have been investigated. Boundary conditions were
picked at the borders of the DIC domain and strictly duplicated in
the FE model. The results show that considering two experiments
can provide the same results as three. Hence, the increasing of
strain ﬁelds heterogeneity allows to perform less tests than
homogeneous tests. Validation tests and comparisons between the
identiﬁed parameter sets have shown that the ability of predicting
the real deformation process is improved when the strain hetero-
geneity increases. However, the standard identiﬁcation method
remains themost able to predict material behaviour. This highlights
the necessity of more heterogeneous tests when inverse methods
are used. Finally, experimental data were noised in the range of
known admissible DIC uncertainties. The obtained dispersions
remain in the range of other published works. The presented
identiﬁcation tool provides satisfying results with kinematics data
but cannot identify fully coupled thermalemechanical models so
far. Thus, further works will focus on considering both kinematic
and thermal ﬁelds but also on the ways to experimentally obtain
heterogeneous strain ﬁelds.
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Dialogue mode`le-expe´rience et strate´gie d’identification en me´canique
du solide. Application a` la mise en forme des mate´riaux.
Re´sume´
De nombreux secteurs industriels investissent dans la simulation nume´rique afin de diminuer les couˆts
de production, de raccourcir les dure´es de conception et d’industrialisation des produits et d’augmen-
ter la robustesse des proce´de´s de fabrication. Cet objectif pose des de´fis importants a` la communaute´
me´canicienne dans la mesure ou` il s’agit de concevoir des mode`les nume´riques fiables et performants, ca-
pables de reproduire le comportement me´canique des mate´riaux. Les e´tudes entreprises, s’inscrivent dans
cette de´marche et concilient analyse expe´rimentale et mode´lisation nume´rique. Dans un premier temps,
sur la base d’une logique classique suivant le triptyque : (i) essais mettant en œuvre la technique de
corre´lation d’images, (ii) mode´lisation adapte´e et (iii) utilisation des mode`les et de leurs parame`tres as-
socie´s, il est montre´ comment les re´sultats des simulations nume´riques s’accordent avec l’expe´rience. Deux
exemples sont plus particulie`rement de´taille´s, l’un relevant du secteur biome´dical, l’autre de l’industrie
du packaging. Au-dela` de cette logique, une approche de type recalage de mode`les e´le´ments finis a` partir
de mesures de champs cine´matiques et thermiques est pre´sente´e dans un deuxie`me temps. Cette me´thode
d’identification inverse est mise en œuvre sur des essais ge´ne´rant des champs de de´formations he´te´roge`nes,
pour certains hors-plans, toujours a` des fins d’identification du comportement thermome´canique du titane.
Les re´sultats obtenus mettent en e´vidence l’inte´reˆt de cette technique de pouvoir identifier un nombre plus
e´leve´ de parame`tres que dans les e´tudes aborde´es pre´ce´demment base´es sur des essais homoge`nes classiques.
Mots-cle´ : Me´canique du solide ; Comportement thermome´canique ; Mesures de champs cine´matique et
thermique ; Me´thode inverse ; Calculs e´le´ments finis ; Mise en forme des mate´riaux.
Model-experiment dialogue and identification strategy in solid
mechanics. Application to material forming.
Abstract
Many industries have invested in numerical simulation in order to reduce production costs, to shorten
the duration of design and manufacturing and to increase the robustness of processes. This objective pre-
sents significant challenges to the mechanical community insofar as it is necessary to set up reliable and
efficient models that can reproduce the mechanical behavior of materials. The undertaken studies are part
of this process and mix both experimental analysis and numerical modeling. Firstly, following a classical
approach based on (i) tests with digital image correlation technique, (ii) appropriate modeling and (iii)
use of models and their associated parameters, it is shown how the results of numerical simulations agree
with experiment. Two examples are presented, one within the biomedical domain, another from packaging
industry. Beyond this approach, a finite element model updating method using both kinematic and ther-
mal field measurements is secondly presented. This inverse identification method is applied on tests that
generate heterogeneous strain fields, for some of them out-of-plane, always for the purpose of identifying
the thermo-mechanical behavior of titanium. The results highlight the interest of this technique to identify
a larger number of parameters than in the above discussed studies based on classical homogeneous tests.
Key words : Solid mechanics ; Thermomechanical behaviour ; Kinematic and thermal fields measure-
ments ; Inverse method ; Finite element calculation ; Material forming.
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